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Gelegenheit bieten, sich - über ihre jeweiligen Einsatzgrenzen hinweg – mit aktuellen Problemen 
und Lösungsansätzen der Fluidzerstäubung, den entsprechenden Messtechniken sowie der 
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durchgeführt. Der aktuelle Workshop Spray 2010 ist der 9. in dieser Reihe.  
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Lamellenzerfall von Metallschmelzen im Düsennahbereich eines 
Druck-Gas-Zerstäubers zur Erzeugung von Kompositpartikeln  
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Badgasteiner Str. 3; 28359 Bremen 
Email: achelis@iwt.uni-bremen.de 
2 Department of Chemical Engineering, University of Alberta 
3 Stiftung Institut für Werkstofftechnik; Bremen 
 
Abstract 
Kompositpartikeln mit einer metallischen Matrix können durch das Einbringen von 
keramischen Feststoffpartikeln in eine Metallschmelzelamelle und das Zerstäuben derselben 
erzeugt werden. Dabei ist eine möglichst homogene Verteilung des Feststoffes in den 
Kompositpartikeln und eine schnelle Erstarrung von Bedeutung für die 
Werkstoffeigenschaften des daraus zu erzeugenden Kompositmaterials (Metal Matrix 
Composite, MMC). Mit dem eingesetzten zweistufigen Zerstäubungsverfahren wird in der 
ersten Stufe mittels einer Drall-Druckdüse eine hohlkegelförmige Schmelzelamelle generiert, 
die in der zweiten Stufe durch eine Ring-Gasdüse zerstäubt wird, aus der das Gas-Feststoff-
Gemisch mit hoher Geschwindigkeit austritt. Diese Ausarbeitung konzentriert sich im ersten 
Schritt auf Grundlagenuntersuchungen, die den Zerfall der Schmelzelamelle (Sn und SnCu-
Legierungen) ohne Partikelinjektion umfassen. Diese Erkenntnisse sollen im zweiten Schritt 
dazu beitragen, die Feststoffpartikeln optimal in den Schmelzetropfen zu verteilen. Zur 
Untersuchung des Lamellenzerfalls, der bisher nur für kalte und wässrige Fluide (mit deutlich 
geringerer Oberflächenspannung und Dichte) bekannt ist, wurde eine High-Speed-Kamera 
eingesetzt, deren Aufnahmen anschließend mit einer Bildanalyse ausgewertet wurden. Der 
Einfluss der Massenströme von Schmelze und Gas, die Wirkung der Stoffparameter 
verschiedener Legierungen auf die Lamellenlänge, sowie die Tropfengeschwindigkeiten und -
größen wurde untersucht. Der Lamellenzerfall erfolgt durch so genannte Lochbildung und 
aerodynamisches Zerwellen, wobei die aufgeprägte Gasströmung durch die Ring-Gasdüse den 
Lamellenzerfall zusätzlich anregt. Bei den Experimenten mit reinem Zinn ist ein vollständiger 
Primärzerfall bereits kurz unterhalb des Zerstäubers abgeschlossen. Wird eine kupferhaltige 
Zinn-Schmelze mit veränderten Stoffwerten zerstäubt, verschiebt sich der Primärzerfall 
deutlich in Strömungsrichtung. 
 
Einleitung 
Kompositwerkstoffe (MMC) stellen gegenüber herkömmlichen Werkstoffen eine Alternative 
zur Erzeugung von Hochleistungswerkstoffen dar. Es lassen sich so Werkstoffe herstellen, die 
eine Kombination der metallischen Matrix und der Verstärkungsphase aufweisen. Die 
Anwendungsgebiete umfassen beispielsweise Bauteile aus der Automobilindustrie, wie 
Kolben, Zylinderlaufflächen und Bremsscheiben als auch Komponenten der Elektronik und 
Elektrotechnik sowie Kupfer-Grafit-Schleifkontakte bei Generatoren [Kai03]. Die für die 
Herstellung von Kompositwerkstoffen (MMC) genutzten Verfahren teilen sich in Fest-
Phasen-Prozesse, bei denen es während der Prozessschritte des Verfahrens leicht zu 
Entmischungen und Clusterbildungen kommen kann [Lav96, Kip93] und Flüssig-Phasen-
Prozesse, bei denen eine längere Kontaktzeit zwischen Metallschmelze und Feststoff zu 
Grenzflächenreaktionen führen kann und in der Folge spröde Phasen im Material generiert 
werden können. Alternativ werden Zerstäubungsprozesse eingesetzt, um partikelverstärkte 
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Kompositwerkstoffe [Sne05, Liu00] und Kompositpulver [Esl08] zu erzeugen. Dabei 
reduziert sich die Kontaktzeit zwischen dem flüssigen Metall und den Feststoffpartikeln stark 
und somit lassen sich unerwünschte Grenzflächenreaktionen vermeiden.  
 
Für die in-situ Herstellung von Kompositpulver im Zerstäubungsverfahren ist es allerdings 
notwendig, die Feststoffpartikeln mit einer hohen Geschwindigkeit auf die Metallschmelze 
auftreffen zu lassen, um die Oberflächenspannung zu überwinden und ein Eindringen in die 
Schmelze zu ermöglichen. Dazu soll ein neues Verfahren entwickelt werden, bei dem eine 
dünne Metallschmelzelamelle in Form eines Hohlkegels (Bild 1a) erzeugt wird, die 
anschließend mit einer Hochgeschwindigkeits-Gasströmung zerstäubt wird [Ach09]. In diese 
Gasströmung wird nun der Feststoff eingebracht, um somit eine große Geschwindigkeit und 
notwendige Energie zum Eindringen dieser Partikeln aufzubringen und Kompositpartikeln zu 
erzeugen. Es handelt sich bei dem Zerstäubungsverfahren um die zweistufige Druck-Gas-
Zerstäubung. 
 
Im ersten Schritt ist es für die Verfahrensentwicklung erforderlich, die Zerfallsbedingungen 
der Lamelle zu untersuchen. Bisher stehen kaum Erkenntnisse bezüglich der Zerstäubung von 
Metallschmelzen mit Drall-Druckdüsen zur Verfügung. Die Kenntnisse über die 
vorherrschenden Strömungsphänomene entstammen daher großteils der Wasser- und der 
Ölzerstäubung [Wal82, Lef89, Bro06]. Für das Einbringen der Feststoffpartikeln im zweiten 
Schritt der Verfahrensentwicklung ist es von großer Bedeutung, an welchem Ort das Gas auf 
die Schmelzelamelle (bzw. deren Zerfallsprodukte) trifft, wie die Schmelzelamelle von der 
Gasströmung beeinflusst wird und wie unterschiedliche Legierungszusammensetzungen den 
Zerfall beeinflussen. Dazu wurden Hochgeschwindigkeitsaufnahmen während der Druck-
Gas-Zerstäubung von Metallschmelzen durchgeführt. 
 
Versuchsaufbau 
Das Zerstäubersystem der Druck-Gas-Zerstäubung, das in Abbildung 1a dargestellt ist, zeigt 
schematisch die Kombination der Drall-Druckdüse zur Erzeugung der sich hohlkegelförmig 
ausbildenden Flüssigkeitslamelle und der Ring-Gasdüse, die die Lamelle bzw. deren 
Zerfallsprodukt durch die aufgeprägte Hochgeschwindigkeits-Gasströmung zerstäubt.  
 
 
 
 
Abb. 1a: Zerstäuberprinzip Abb. 1 b: Zerstäubung einer Sn-Schmelze 
 
Die Schmelze wird durch einen Überdruck aus dem Tiegel von zwei Seiten tangential in die 
Drallkammer beschleunigt und wird dadurch in Rotation versetzt. In Abhängigkeit des 
Schmelzemassenstroms bildet sich aufgrund der Zentrifugalkräfte am zylindrischen Austritt 
(Durchmesser DL=1,3 mm) die Flüssigkeitslamelle in Form eines Hohlkegels aus. Auf dem 
Teilkreis der Gas-Ringdüse sind 20 Gasaustritts-Bohrungen (DG=1,1 mm) angeordnet. Die 
aus der Ring-Gasdüse austretenden Gasstrahlen treffen nicht zwangsläufig auf eine 
10 mm
Lamelle 
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vollständige Hohlkegellamelle, sondern - je nach Einstellung des Schmelzemassenstroms und 
des Stoffsystems - bereits auf die ersten Zerfallsprodukte der Lamelle (Ligamente, Tropfen) 
und zerstäuben diese in einer zweiten Desintegrationstufe.  
 
Abb. 2a: Schematische Darstellung Pulverturm Abb. 2b: Anordnung der Kameras und 
Lichtquellen 
Die Versuchsanlage (Abbildung 2a) besteht aus einem Druckkessel und einem Pulverturm. 
Die Anlage wird auf einen Absolutdruck von 1500 Pa evakuiert und anschließend mit 
Stickstoff bis auf Atmosphärendruck geflutet, um den Sauerstoffgehalt auf 15 bis 45 ppm zu 
reduzieren. Der Zerstäubungsprozess beginnt mit der Generierung der Hohlkegellamelle 
durch das Aufprägen des Vordrucks auf die flüssige Metallschmelze. Zeitgleich wird die 
Ring-Gasdüse mit Stickstoff beaufschlagt. Bei den Experimenten wurden die Schmelze- und 
Gasmassenströmen variiert und der Lamellenzerfall mit einer Hochgeschwindigkeitskamera 
(Shimadzu Hyper Vision (maximale Auflösung 312x260 pixel – bei 1 Mio fps) 
aufgenommen. Aufgrund der kurzen Belichtungszeiten war eine Beleuchtung mit insgesamt 
4000 W (6 Strahler mit 500 – 1000 W) notwendig (Abbildung 2b).  
 
Versuchsparameter und Stoffdaten 
Die Prozessdaten und Stoffwerte der verwendeten Metallschmelzen sind in Tabelle 1 
aufgeführt. 
Sn SnCu30
Temperatur Schmelze K 623 ± 10 1078 ± 8
Vordruck Schmelze MPa 0,4 - 0,6 0,4 - 0,6
Massenstrom Schmelze kg/h 120 - 179 159 - 183
Gasdruck MPa 0,4 - 0,8 0,4 - 0,6
Massenstom Gas kg/h 49 - 92 50 - 70
GMR - 0,27 - 0,5 0,27 - 0,39
 
Sn SnCu30 H2O
Temperatur Fluid K 623 1078 293
Dichte kg/m³ 6910 7048 1000
Viskosität mPas 1,45 1,7 1
Oberflächenspannung N/m 0,53 0,55 0,073  
(H2O nur für Vergleichszwecke) 
Tabelle 1: Prozessparameter und Stoffdaten [Iid93, Que96, Wan83, See05, Don01] 
 
Methoden zur Bestimmung von Prozessgrößen 
Lamellenlänge  
Die Lamellenlänge wurde aus den Einzelbildern der Hochgeschwindigkeitsaufnahmen 
ermittelt. Jedes fünfte Bild (102 Bilder pro Film = 21 Bilder pro Datenpunkt) wurde zur 
Bestimmung herangezogen. Dazu wurde jeweils die kürzeste und die längste 
Lamellenausbildung (a1, a2) sowie deren Abstand zum Mittelpunkt (b1, b2) vermessen und 
Druckkessel 
Tiegel 
Metallschmelze 
Drall-Druckdüse 
 
Ring-Gasdüse 
 
 
 
 
 
Pulver-Turm 
 
Video 
Kamera  
  
 
 
 
1000 W 
Quartz   1000 W 
Quartz   
500 W  
500 W  High Speed 
Kamera 
2 x 500 W 
Fenster 
A A 
Schnitt A-A 
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daraus jeweils der euklidische Abstand als Wert für die kürzeste bzw. längste Lamellenlänge 
ermittelt (Abbildung 3). Im Ergebnisteil sind diese Daten als mittlere Lamellenlänge und 
Standardabweichung dargestellt.  
 
Tropfengeschwindigkeit nach dem Lamellenzerfall 
Die Tropfengeschwindigkeit wurde über die zurückgelegte Strecke der Tropfen und der 
Messzeit (aus der Anzahl Bilder) bestimmt. Daraus ergeben sich die in Abbildung 4 farbig 
dargestellten Trajektorien, die anschließend bezüglich ihrer Länge ausgewertet wurden. Da es 
sich um eine 2-dimensionale Auswertemethode handelt, wurde manuell jede Trajektorie 
bezüglich der Beobachtungsebene überprüft, so dass keine Tropfenbahnen in die Auswertung 
mit aufgenommen wurden, die aus der Ebene heraus oder in die Ebene hinein beschleunigen.  
 
Tropfengröße nach dem Lamellenzerfall  
Die aus der Messung der Tropfengeschwindigkeit markierten Tropfen wurden auch für die 
Ermittlung der Tropfengröße genutzt. Dazu wurden manuell die Durchmesser der beiden 
Hauptachsen ermittelt. Es konnten Tropfen im Bereich von 3 – 8 Pixel (im Durchmesser) 
ermittelt werden, wobei 1 Pixel einem Wert von 90-110 µm entspricht (abhängig von der 
Vergrößerung).  
 
Der Messort der Tropfengröße und -geschwindigkeit ist abhängig vom Ort des Zerfalls (für 
die Sn-Schmelze liegt dieser im geringeren Abstand zur Ring-Gasdüse als für die SnCu30-
Schmelze).  
 
Hohlkegelwinkel 
Fünf Aufnahmen über die Versuchszeit wurden ausgemessen und deren Werte gemittelt. Die 
Werte des Hohlkegelwinkels werden in 5° Abständen angegeben.  
 
Lamellendicke und -geschwindigkeit 
Die Lamellendicke ist nicht direkt zu messen, da der Bereich nicht zugänglich ist. Deshalb 
wird sie mit den Prozessparametern und Stoffwerten der Schmelze berechnet. Es fließen der 
Auslassdurchmesser DL der Drall-Druckdüse, der Massenstrom LM , die Viskosität L, die 
Dichte L und der auf der Schmelze wirkende Überdruck pL [Riz85] ein. Für die 
Lamellendicke am Austritt aus der Drall-Druckdüse folgt: 
25,0
66,3 



 LL
LLL
p
MD

  .         (1) 
Die Lamellengeschwindigkeit, wird über die Austrittsfläche der Lamelle ADL²-D²)/4 
und dem Volumenstrom LLMV /   der Mittelwert der Axialkomponente der 
 
Abb. 3: Bestimmung der Lamellenlänge 
 
Abb. 4: Trajektorien zur Bestimmung der  
Tropfengeschwindigkeit 
a1 a2 
b1 b2 
Hohlkegel- 
lamelle 

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Düsenaustrittsgeschwindigkeit uA bestimmt und die Austrittsgeschwindigkeit des Fluids uL 
folgt dann mit dem halben Hohlkegelwinkel  zu 
  )(
4
22 DD
Mu
LL
L
A 

;   
2
cos
A
L
uu        (2) 
 
Ergebnisse 
Drall-Druck-Zerstäubung 
Der auf die Metallschmelze wirkende Überdruck im Inneren der Drall-Druckdüse beeinflusst 
neben dem Massenstrom, der Filmdicke und der Ausbildung des Hohlkegelwinkels auch die 
Lamellenlänge (Abb. 5).  
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Abbildung 5: Lamellenlänge bezogen auf den Schmelzemassenstrom einer Sn- und SnCu 
Schmelze 
 
Mit Steigerung des Schmelzemassenstroms und somit der Lamellengeschwindigkeit ist eine 
Reduzierung der Lamellenlänge der SnCu-Legierung zu erkennen. Für die Zinnschmelze ist 
dieser Einfluss geringer. Aufgrund der höheren Viskosität der SnCu-Schmelze ist die Lamelle 
fast doppelt so lang wie die der Sn-Schmelze. Bei höherer Viskosität wird durch die innere 
Reibung des Fluids besonders die Tangentialgeschwindigkeit verringert und somit verkleinert 
sich der Hohlkegelwinkel [Geb57]. Aus einem größeren Verhältnis von Viskosität/Dichte 
resultiert eine dickere berechnete Lamelle der SnCu-Legierung, die stabiler gegenüber 
Anfangsstörungen und Schwingungen ist.  
 
 
 
                 a: Sn-Lamelle;                           b: SnCu-Lamelle;  
Abb. 6: Drall-Druck-Zerstäubung mit primärem Lamellenzerfall, 
pL=0,6 MPa; LM = 179 ±4 kg/h 
 
Der verschobene Zerfallsort der Lamelle ist in Abbildung 6a und b zu erkennen. Auf der 
linken Seite ist das Ende einer bestehenden Zinn-Lamelle im Inneren der Ring-Gasdüse zu 
Lamelle 
Lochbildung 
Fadenbildung
Tropfenkette 
 
Tropfen 
10 mm 
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vermuten und der Zerfall in Fäden, Tropfenketten und in einzelne Tropfen zu erkennen. Auf 
der rechten Seite dagegen bildet sich die Lamelle aus. Die Lamelle zerfällt anschließend 
infolge eines Aufreißens durch Lochbildung und aerodynamischen Zerwellens. 
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Abb. 7: Gemessener Tropfendurchmessser 
und berechnete Lamellendicke bezogen auf 
den Schmelzemassenstrom einer Sn- und 
SnCu-Schmelze 
Abb. 8: Gemessene Tropfengeschwindigkeit 
und berechnete Lamellengeschwindigkeit 
bezogen auf den Schmelzemassenstrom einer 
Sn- und SnCu-Schmelze 
 
Die Betrachtung der Tropfengrößen (in Nahbereich der Düse ohne Berücksichtigung des 
Sekundärzerfalls) zeigt keinen eindeutigen Trend. Ersichtlich wird, dass die Tropfengrößen 
der beiden Stoffsysteme in unterschiedlichen Bereichen liegen, mit einer Differenz um 250 
µm (Mittelwert). Aus den Untersuchungen (Abb. 5 und 6) der Lamellenlänge stellte sich 
heraus, dass die Sn-Lamelle früher (im kürzeren Abstand zum Zerstäuber) zerfällt als die 
SnCu-Lamelle. Die Lamelle bildet sich nicht weiter aus und zerfällt mit einer Lamellendicke, 
die keine große Differenz zu der an der Düsenmündung besitzt. Im Gegensatz dazu hat sich 
die Lamelle der SnCu-Schmelze weiter ausgebildet und aufgrund der Masseerhaltung 
ausgedünnt bevor sie zerfällt. Aufgrund des Zerfalls der dünneren Lamelle resultieren 
geringere Tropfengrößen. Durch die Steigerung des Schmelzemassenstroms erhöhen sich 
auch die Lamellen- und Tropfengeschwindigkeiten. Dieses spiegelt sich in Abbildung 8 
wieder. Der Einfluss ist für die Zinnschmelze prägnanter als für die SnCu-Schmelze. Die 
gemessenen Tropfengeschwindigkeiten unterscheiden sich im für die beiden 
unterschiedlichen Schmelzen nur unwesentlich von den berechneten 
Lamellengeschwindigkeiten.  
 
Druck-Gas-Zerstäubung 
Die Lamellenlänge der Zinnschmelze in Abhängigkeit vom Gasdruck bzw. GMR (Verhältnis 
Massenstrom Gas/Schmelze) konnte nicht aus den Hochgeschwindigkeitsaufnahmen ermittelt 
werden, da der primäre Zerfall bereits kurz nach dem Schmelzeaustritt abgeschlossen ist. 
Aufgrund dessen ist keine Lamelle in den Nahbereich der Ring-Gasdüse überführt worden, so 
dass ausschließlich Metalltropfen vorliegen. Aufgrund dessen sind nur Ergebnisse der SnCu-
Schmelze dargestellt. 
 
Der Zerfall der SnCu-Lamelle mit aufgeprägter Gasströmung ist in Abbildung 9b (rechts) 
dargestellt. Die Lamelle zerfällt aufgrund von Lochbildung in Fäden und Tropfenketten, die 
wiederum in Tropfen zerfallen. Die Einzeltropfen gelangen schließlich in die 
Zerstäubungszone, in der das Gas auf die primären Tropfen trifft und es in kleine Tropfen 
zerstäubt, die in Form von „Tröpfchen-Wolken“ in den Fotos zu erkennen sind. Dieser 
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Bereich tritt bei der SnCu-Schmelze im größeren Abstand zur Ring-Gasdüse auf, da ein 
kleinerer Hohlkegelwinkel aufgrund der höheren Viskosität vorliegt.   
 
 
 
        a: Sn-Lamelle; GMR 0,39              b: SnCu-Lamelle; GMR=0,38 
Abb. 9: Sekundärzerstäubung der Tropfen nach dem Lamellenzerfall in kleine Tröpfchen 
 
Durch die Interaktion der Gasströmung mit der Schmelzelamelle verkürzt sich deren Länge 
wie in Abbildung 10 dargestellt. Ein höherer Gasmassenstrom führt zu einer leichten 
Reduzierung der Lamellenlänge. 
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Abb. 10: Lamellenlänge bezogen auf das 
Verhältnis Gas-/Schmelzemassenstrom einer 
SnCu-Schmelze 
Abb. 11: Gemessene Tropfengröße bezogen 
auf das Verhältnis Gas-
/Schmelzemassenstrom einer Sn- und SnCu-
Schmelze 
 
Die primäre Tropfengröße nach dem Lamellenzerfall im Nahbereich des Zerstäubers wird von 
der aufgeprägten Gasströmung beeinflusst (Abbildung 11). Im Fall der Zinn-Schmelze sinken 
die mittleren Tropfengrößen von ca. 550 auf ca. 350 µm. Das Gas-Metall-
Massenstromverhältnis wirkt sich allerdings nicht aus. Im Gegensatz dazu wird die 
Tropfengröße der SnCu-Schmelze nicht erkennbar verändert. Es stellt sich - unabhängig 
davon ob die Gasströmung der Ring-Gasdüse aktiv ist - eine stabile Tropfengröße ein. Für die 
Ergebnisse der Sn-Schmelze wäre eine Vorzerstäubung durch die Entrainment-Strömung 
denkbar (nicht messbar, da dieser Bereich nicht zugänglich ist). Die Tropfengröße der SnCu-
Schmelze verändert sich im Gegensatz zur Partikelgröße nicht erkennbar mit Steigerung des 
Gasdrucks.  
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Mittels der Hochgeschwindigkeitsaufnahmen (Abbildung 12a-c) konnte gezeigt werden, dass 
sich mit der Erhöhung des Gasdrucks die Zerstäubungszone (markiert durch das Rechteck im 
Bild) nach oben in die Nähe des Gasaustritts verschiebt. Die senkrecht austretenden 
Gasstrahlen expandieren und werden mit Steigerung des Gasdrucks durch das sich im Inneren 
ausbildende Unterdruckgebiet weiter zusammengezogen und treffen somit früher auf die 
Metalltropfen und zerstäuben diese.  
 
          a: GMR = 0,27           b: GMR = 0,39           c: GMR = 0,50 
Abb. 12: Sekundärzerstäubung der Sn-Lamelle mit Steigerung des Gasmassenstroms 
 
Die ermittelten Tropfengeschwindigkeiten vor der Sekundärzerstäubung sind für die Sn-
Schmelze konstant im Vergleich zur reinen Drall-Druck-Zerstäubung und liegen im Mittel bei 
ca. 9,5 m/s. Im Gegensatz dazu nimmt die Geschwindigkeit der Tropfen bei der SnCu-
Schmelze mit Steigerung des Gasmassenstroms leicht zu auf einen Wert von 14 m/s. 
 
Zusammenfassung und Bewertung 
Für eine zweistufige Zerstäubung mit einem Druck-Gas-Zerstäuber wurden Untersuchungen 
des Lamellenzerfalls von Sn- und SnCu30-Schmelzen vorgestellt. Basierend auf 
Experimenten mit und ohne Gasbeaufschlagung wurden für den Zerfallsprozess relevante 
Parameter variiert und mittels Hochgeschwindigkeitsaufnahmen untersucht. Es konnte 
festgestellt werden, dass der primärer Zerfall sowohl der Sn- als auch der SnCu30- Lamelle 
eintritt, bevor sie sich in der Zerstäubungszone (der Ort an dem Gas und Schmelze für die 
Sekundärzerstäubung zusammentreffen) befindet. In diesem Bereich liegen stabile Tropfen im 
Größenbereich zwischen 300 und 400 µm mit moderaten Geschwindigkeiten im Bereich 
zwischen 9 und 14 m/s vor. Der Ort der Sekundärzerstäubung ist durch die Erhöhung des 
Gasmassenstroms in Richtung der Ring-Gasdüse zu verschieben, wobei das Gas früher auf 
die Schmelzelamelle trifft.  
 
Für die zukünftige Nutzung dieses Zerstäubungsverfahrens für die Erzeugung von 
Kompositpulvern haben diese Untersuchungen gezeigt, dass die Schmelze im Kontaktpunkt 
zwischen Gas, Feststoff und flüssigem Metall, in Form von großen Tropfen vorliegt. Die 
Geschwindigkeit der Schmelzetropfen ist im Gegensatz zur Gasgeschwindigkeit moderat und 
die Konzentration hoch, so dass eine ausreichende Auftreffwahrscheinlichkeit gegeben ist. 
Um diese weiter zu steigern, sollte die „Kontaktszone“ so nah wie möglich an den Austritt der 
feststoffbeladenen Gasstrahlen verschoben werden, damit diese mit großer Energie auf die 
Metalltropfen treffen. 
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Abstract 
Wir berichten über den Einsatz von drei verschiedenen optischen Messtechniken zur 
Untersuchung der Gemischbildung bei der Eindüsung einer organischen Wertstofflösung in 
überkritisches Kohlendioxid. Da der Wertstoff im Kohlendioxid unlöslich ist, kommt es 
während der Gemischbildung zur Übersättigung und zur Abscheidung von Partikeln, deren 
Morphologie wesentlich durch die Wahl der Betriebsbedingungen beeinflusst werden kann. 
Bei Betriebsbedingungen weit oberhalb des kritischen Mischungsdrucks kommt es zwischen 
der Wertstofflösung und dem Kohlendioxid zu einer quasi gasähnlichen Vermischung. In 
diesem Bereich wurde die Gemischzusammensetzung mittels der Ramanographie quantitativ 
analysiert. Für Drücke in der Nähe des kritischen Mischungsdrucks wurde die elastische 
Lichtstreuung eingesetzt, um die Stabilität der Phasengrenze zwischen der eingedüsten 
Wertstofflösung und dem Kohlendioxid zu erfassen. Mittels einer Emissionstechnik, 
beruhend auf dem resonanten Dipol-Dipol Energietransfer, wurde der Stofftransport zwischen 
der Wertstofflösung und dem Kohlendioxid unterhalb des kritischen Mischungsdrucks 
qualitativ untersucht. 
 
Einleitung 
Das überkritische Antisolvent Verfahren (in der englischsprachigen Literatur SAS-Verfahren 
für supercritical antisolvent) findet vornehmlich zur Herstellung von pharmazeutischen 
Wirkstoffen und von Produkten der Fein- und Spezialchemie Anwendung [Jung'01, Knez'03, 
Pasquali'08, York'04]. Seinem Namen entsprechend befindet sich das Antisolvent oberhalb 
seiner kritischen Parameter. Damit bietet sich Kohlendioxid (CO2) zum einen aufgrund seiner 
relativ niedrigen kritischen Parameter von ca. 31°C und 74 bar und zum anderen wegen der 
niedrigen Löslichkeit vieler Wertstoffe in CO2 als Antisolvent an [Arai'02]. Hinzu kommen 
ökonomische und ökologische Aspekte. Beim SAS-Verfahren wird ein Wertstoff zuerst in 
einem organischen Lösungsmittel gelöst, und dann die Wertstofflösung in überkritisches 
Kohlendioxid versprüht. Da das organische Lösungsmittel und das Antisolvent gut mischbar 
sind, der Wertstoff in dem entsprechenden Gemisch aber quasi unlöslich ist, kommt es 
während der Gemischbildung zur Wertstoffübersättigung. Die Wertstoffübersättigung wird 
durch Keimbildung und Partikelwachstum kompensiert. Die an einem Filter abgeschiedenen 
Partikel können dem Prozess entnommen werden. 
Der wesentliche Vorteil des SAS-Verfahrens gegenüber anderen Prozessen ist, dass bei relativ 
niedrigen Temperaturen (oberhalb 31°C) durch Variation des Drucks und der 
Wertstoffkonzentration gezielt amorphe Nanopartikel [Reverchon'07], sphärische 
Mikropartikel [Reverchon'08] und hohle Kugelschalen [Reverchon'08] erzeugt werden 
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können. Um die Ursache des Auftretens der verschiedenen Morphologien zu entschlüsseln, 
werden optische Messverfahren an optisch zugänglichen Hochdruckbehältern eingesetzt, die 
Informationen über die im Hochdruckverfahren ablaufenden Gemischbildungscharacteristika 
und Zeitskalen liefern. 
Aufgrund der den Hochdrucksprühverfahren innewohnenden hohen Drücke, bleibt der 
Gemischbildungsvorgang zwischen der eingedüsten Wertstofflösung und dem CO2 
normalerweise hinter dicken Stahlwänden verschlossen, weshalb sich fast alle Ansätze zur 
Interpretation der auftretenden Morphologien auf Phasengleichgewichtsdaten stützen 
[Chavez'03, Dukhin'03, Dukhin'05, Dukhin'07, Reverchon'07, Reverchon'08, Reverchon'08, 
Werling'99, Werling'00]. Unter der Annahme, dass der Wertstoff im Gemisch aus dem 
organischen Lösungsmittel und dem CO2 nicht löslich ist, kann das Druck-
Zusammensetzungs-(Px) Diagramm des binären Systems aus dem organischen Lösungsmittel 
und dem CO2 bei der entsprechenden Temperatur herangezogen werden um das SAS-
Verfahren in zwei grobe Bereiche einzuteilen [Chang'08, Reverchon'03]. Ein entsprechendes 
Px-Diagramm für das System Dimethylsulfoxid (DMSO) und CO2 ist in Abb. 1 gegeben 
[Andreatta'07].  
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Abb. 1: Einteilung der Gemischbildungsbereiche bei der Eindüsung eines organischen 
Lösungsmittels DMSO in CO2 anhand der Phasengleichgewichtsdaten des Px-Diagramms der 
binären Mischung 
 
Der eine Bereich liegt oberhalb des kritischen Mischungsdrucks (KMD). Im 
thermodynamischen Gleichgewicht sind dort beide Komponenten beliebig in einer 
homogenen Phase miteinander mischbar. Dementsprechend wird bei der Eindüsung der 
Wertstofflösung ins CO2 ein Gemischbildungsvorgang ohne das Auftreten von 
Flüssigkeitstropfen erwartet. Der Gemischbildungsvorgang ähnelt dann eher einem Jet, bei 
dem die Gemischbildung durch die Turbulenz und die erzwungene Konvektion charakterisiert 
wird. 
Der andere Bereich liegt unterhalb des kritischen Mischungsdrucks. Im thermodynamischen 
Gleichgewicht sind dort beide Komponenten nicht beliebig miteinander mischbar. Abhängig 
von Druck und Stoffmengenverhältnis können eine homogene flüssige, eine homogene 
gasförmige oder zwei nebeneinander existierende Phasen vorliegen. Dementsprechend wird 
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bei der Eindüsung der Wertstofflösung ins CO2 ein Gemischbildungsvorgang zwischen zwei 
Phasen erwartet. Die Gemischbildung ähnelt dann einem Spray, bei dem die Gemischbildung 
durch den Stofftransport über eine Phasengrenze hinweg charakterisiert wird. 
Da Px-Diagramme Phasengleichgewichte im thermodynamischen Gleichgewicht 
repräsentieren, dürfen sie nicht Eins-zu-Eins auf dynamische Prozesse wie das SAS-
Verfahren übertragen werden. So bewegt man sich beispielsweise für Drücke um den 
kritischen Mischungsdrucks in einem Übergangsbereich, in dem die Gemischbildung sowohl 
durch Stofftransport über Phasengrenzen (Spray) als auch durch konvektiven Stofftransport 
(Jet) charakterisiert wird [Reverchon'10]. 
 
Für den Jet-Bereich (weit oberhalb des KMD), für den Spray-Bereich (unterhalb des KMD) 
und den Übergangsbereich (in der Nähe des KMD) werden je eine fortschrittliche optische 
Messtechnik vorgestellt, die während unserer Forschungsarbeiten angewendet wurden und zu 
neuen Erkenntnissen geführt haben. 
 
Methoden zur Gemischbildungsanalyse in verschiedenen Gemischbildungsbereichen 
Ramanographie zur Gemischbildungsanalyse im Jet-Bereich weit oberhalb des KMD 
Im Jet-Bereich weit oberhalb des KMD wurde die Ramanographie (bildgebende 
Ramanmesstechnik) eingesetzt, um gleichzeitig die Gemischzusammensetzung, die partielle 
Dichte des Antisolvents und das Auftreten von Feststoffpartikel zu visualisieren. Die 
entsprechenden Größen sind von Wichtigkeit, da die  
• Gemischzusammensetzung den Gemischbildungsfortschritt, 
• die partielle Dichte des Antisolvents dessen Lösungsvermögen und das Auftreten von 
Tropfen und 
• das Auftreten von Feststoffpartikeln den Fortschritt der Ausfällung 
anzeigt. 
 
Abb. 2 zeigt den verwendeten Versuchsaufbau. Ein gepulster Nd:YAG Laser mit einer 
Ausgangswellenlänge von 532 nm, einer Pulsdauer von 10 ns, einer Repetitionsrate von 
10 Hz und einer Einzelpulsenergie von 630 mJ wird als Anregungslichtquelle verwendet. 
Verschiedene optische Komponenten werden verwendet um einen Lichtschnitt durch den 
eingedüsten Wertstoffstrahl im inneren der Hochdruckkammer zu formen. Aufgrund 
verschiedener Wechselwirkungen zwischen Materie und Licht können mittels dreier Kameras, 
die im rechten Winkel auf den Lichtschnitt blicken, die oben genannten Größen direkt 
(partielle Dichte Antisolvent & Auftreten von Feststoffpartikeln) beziehungsweise indirekt 
(Gemischzusammensetzung) visualisiert werden. 
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Abb. 2: Schematische Darstellung des Versuchsaufbaus zur Ramanographie. SL: spärische 
Linse; M: Spiegel; CL: zylindrische Linse; BS: Strahlteiler; EMCCD: electron multiplying 
charged coupled device camera 
 
Das an den Phasengrenzen elastisch gestreutes Licht hat die gleiche Wellenlänge wie die 
Anregungsstrahlung (532 nm). Eine Kamera wird daher verwendet um durch die Detektion 
des grünen Signalanteils bei 532 nm die Verteilung der Phasengrenzen zu erfassen. Sie 
visualisiert demnach das Auftreten von Feststoffpartikeln. 
Das an den CO2 Molekülen inelastisch gestreute Licht (Stokes-Ramanstreuung) tritt bei einer 
Wellenlänge von 574,4 nm auf. Da die Intensität der Ramanstreuung direkt proportional zur 
Anzahl der wechselwirkenden CO2 Moleküle ist, ist die Ramansignalintensität ein Maß für 
die Anzahldichte der detektieren Molekülspezies und damit ein Maß für die partielle Dichte 
des CO2. 
Die dritte Kamera detektiert das an den DMSO Molekülen inelastisch (Stokes-
Ramanstreuung) gestreute Licht, das bei einer Wellenlänge von 630 nm auftritt. 
Dementsprechend ist die mittels der dritten Kamera detektierte Ramansignalintensität ein 
Maß für die partielle Dichteverteilung des organischen Lösungsmittels DMSO. 
Nach einer Kalibrierung des Intensitätsbruchs der Ramansignalintensitäten als Funktion der 
Gemischzusammensetzung kann der Gemischbildungsvorgang weit oberhalb des KMD im 
Jet-Bereich quantitativ untersucht werden. Abb. 3 zeigt exemplarische 
Einzelschussaufnahmen der Gemischzusammensetzung, der partiellen Dichte des CO2 und 
des Auftretens von Feststoffpartikeln bei der Eindüsung ein Wertstofflösung (15 mg 
Yttriumacetat in 1 mL DMSO) in CO2 bei 40°C und 160 bar. Entsprechende ausführliche 
Untersuchungen können verschiedenen Veröffentlichungen entnommen werden [Dowy'09, 
Dowy'09]. 
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Abb. 3: Einzelschussaufnahmen der Gemischzusammensetzung (a), der partiellen Dichte des 
Antisolvents (b) und der Verteilung der Grenzflächen (c) bei der Eindüsung einer 
Yttriumacetat DMSO-Lösung in CO2 bei 160 bar 
 
Elastische Lichtstreuung zur Untersuchung der dynamischen Grenzflächenspannung in 
der Nähe des KMD 
Wie oben beschrieben ist die Gemischbildung zwischen der eingedüsten Wertstofflösung und 
dem CO2 in der Nähe des KMD sowohl durch Stofftransport über Phasengrenzen (Spray) als 
auch durch konvektiven Stofftransport (Jet) charakterisiert. Hierbei entscheidet die 
Grenzflächenspannung zwischen der eingedüsten Flüssigkeit und dem CO2 ob und wie 
ausgeprägt es zur Spray- oder zur Jet-Vermischung kommt. Knapp oberhalb des KMD, wo es 
im thermodynamischen Gleichgewicht bereits keine Grenzflächenspannung mehr gibt, 
tauchen im dynamischen Fall der Eindüsung zwei transiente Moden der 
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Grenzflächenspannung auf [Dukhin'03]. Die eine Mode wird dabei als transiente isotherme 
Grenzflächenspannung bezeichnet und tritt so lange auf, wie es dauert den sprunghaften 
Zusammensetzungsverlauf zwischen der eingedüsten Wertstofflösung und dem CO2 an deren 
Kontaktstelle in einen Gradienten zu überführen. Die transiente isotherme 
Grenzflächenspannung ist damit sehr kurzlebig, da für deren Abbau nur wenige CO2 und 
DMSO Moleküle an der Kontaktfläche untereinander ausgetauscht werden müssen. Die 
zweite Mode wird als transiente nicht-isotherme Grenzflächenspannung bezeichnet. Aufgrund 
von Mischungseffekten kann sich die ursprüngliche Kontaktfläche zwischen DMSO und CO2 
erwärmen oder abkühlen. Schon geringe Temperaturanstiege beziehungsweise -absenkungen 
verschieben den KMD zu höheren beziehungsweise niedrigeren Drücken [Day'96, Suzuki'90]. 
Dementsprechend kann sich eine ursprünglich erwartete Jet-Vermischung in eine Spray-
Vermischung (Temperaturanstieg) und umgekehrt (Temperaturabsenkung) verändern. 
Abb. 4 zeigt den experimentellen Aufbau der elastischen Lichtstreuung in einer speziellen 
Rückstreuanordnung mit einer schematischen Erklärung zur Herkunft der detektierbaren 
Signale. 
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Abb. 4: Schematische Darstellung des Versuchsaufbaus für die elastische Streulichttechnik in 
einer speziellen Rückstreuanordnung und schematische Erklärung zur Herkunft der 
detektierbaren Signale 
 
Da der Detektionspfad etwas gegen den Anregungspfad gewinkelt ist, können wie in Abb. 4 
dargestellt, die entsprechenden Regime der Spray-Vermischung, bei der Tropfen vorhanden 
sind, und der Jet-Vermischung, bei der keine Tropfen vorhanden sind, voneinander 
unterschieden werden. Entsprechende Versuche zeigten, dass es im Kern des eingedüsten 
Wertstofflösungsstrahls auch bei Drücken weit oberhalb des kritischen Mischungsdrucks 
noch zur kurzzeitigen Ausbildung von Tropfen kommt. Während des Eindringens der 
Wertstofflösung in den Hochdruckbehälter baut sich die transiente Grenzflächenspannung ab, 
was durch das Verschwinden der Grenzfläche nachgewiesen werden kann. Ausführlichere 
Untersuchungen zur Stabilität der Grenzfläche und deren Bedeutung für die resultierenden 
Partikeleigenschaften sind in [Reverchon'10] zusammengefasst. 
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Resonante Energieübertragung zur Untersuchung des Stofftransports im Spray-Bereich 
unterhalb des kritischen Mischungsdrucks 
Unterhalb des KMD findet die Gemischbildung im Spray-Bereich statt, in welchem der 
Stofftransport zwischen der eingedüsten Wertstofflösung und dem CO2 über die sich 
zwischen beiden Phasen einstellende Phasengrenze (stabile Grenzfläche) hinweg erfolgt. 
Hierbei wird zwischen der Absorption von CO2 im organischen Lösungsmittel und der 
Verdampfung des organischen Lösungsmittels ins CO2 unterschieden. Beide Effekte 
zusammen resultieren schließlich in der Übersättigung des Wertstoffs. Die Absorption von 
CO2 in der Wertstofflösung ist der schnellere und zuerst dominante Prozess. Die Triebkraft 
der Absorption ist die unter Druck hohe Löslichkeit von CO2 in der flüssigen Phase, was Abb. 
1 entnommen werden kann. Die Absorption von CO2 in der flüssigen Phase führt zu einer 
starken Volumenzunahme der flüssigen Phase. Die Triebkraft der Verdampfung ist die 
niedrige Löslichkeit des organischen Lösungsmittels in der Gasphase, was ebenfalls Abb. 1 
entnommen werden kann. 
Bei Modellierungsversuchen des SAS-Verfahrens wird davon ausgegangen, dass sowohl die 
Absorption des CO2 als auch die Verdampfung des organischen Lösungsmittels erst nach dem 
Strahlaufbruch der eingedüsten Wertstofflösung in Erscheinung tritt. Mittels einer 
Emissionstechnik, die auf der resonanten Dipol-Dipol Übertragung von Energie beruht, 
konnte gezeigt werden, dass die Absorption von CO2 in der eingedüsten Wertstofflösung 
schon vor dem Strahlaufbruch stattfindet. Hierfür wurden im organischen Lösungsmittel 
Ethanol (EtOH) zweierlei verschiedene Farbstoffe Rhodamine B (RhB) und Rhodamine 700 
(Rh700) gelöst. Da beide Farbstoffe in CO2 unlöslich sind, können sie als Wertstoffersatz 
angesehen werden. Abb. 5 zeigt den entsprechenden Versuchsaufbau. 
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Filter
20mW cw laser 
@ 532 nm
GlasfaserStrahl
Spectrometer
 
Abb. 5: Schematische Darstellung der resonanten Energietransfer-Messtechnik zur 
Untersuchung des Absorptionsverhaltens von CO2 im organischen Lösungsmittel 
 
Mittels eines kontinuierlich strahlenden Lasers kann RhB, nicht aber Rh700, zur Fluoreszenz 
angeregt werden. Wenn der zwischenmolekulare Abstand zwischen RhB und Rh700 sehr 
gering ist, so dass es durch Dipol-Dipol-Wechselwirkung zu einer strahlungslosen 
Energieübertragung zwischen einem angeregten RhB und einem nicht angeregten Rh700 
Molekül kommen kann, wird auch Rh700 fluoreszieren. Die Fluoreszenz des Rh700 tritt im 
Vergleich zur Fluoreszenz des RhB rot verschoben auf und kann daher spektral verschoben 
detektiert werden. Über die Intensität der Rh700 Fluoreszenz im Vergleich zur RhB 
Fluoreszenz kann der Abstand zwischen den RhB und Rh700 Molekülen gemessen werden. 
Da sich der Abstand zwischen den Farbstoffmolekülen durch die Absorption von CO2 in der 
flüssigen Phase (Volumenexpansion) verändert, zeigt das Fluoreszenzspektrum den 
Fortschritt der Volumenexpansion, beziehungsweise den Fortschritt der Absorption von CO2 
in der flüssigen Phase an. Unter zu Hilfenahme dieser Messtechnik konnte gezeigt werden, 
dass die Absorption des CO2 in den Werstofflösungsstrahl schon deutlich vor dem 
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Strahlaufbruch einsetzt. Eine entsprechende ausführliche Veröffentlichung ist in 
Vorbereitung. 
 
Zusammenfassung und Bewertung 
Fortschrittliche optische Messtechniken bieten ein enormes Potential zur Entschlüsselung 
unverstandener Phänomene in der SAS-Technologie und artverwandter Prozesse. Sie eignen 
sich zur Analyse von Stofftransportphänomenen in Mehrphasensystemen (Tropfen) und zur 
Analyse des Gemischbildungsfortschritts in Einphasensystemen. Quantitative Unter-
suchungen sind in Einphasensystemen leichter zu realisieren als in Mehrphasensystemen. In 
Mehrphasensystemen muss meist auf qualitative Messverfahren zurückgegriffen werden, die 
aber nicht weniger zum generellen Verständnis des SAS-Verfahrens beitragen. 
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Abstract  
The major purpose of this experimental investigation is to measure the drop size of droplets 
generated a single drop generator. The widespread phase Doppler technique is useful for the 
measurement of droplet diameter to obtain the drop size. But this technique has certain 
disadvantages. Phase Doppler system cannot give accurate predictions of non spherical 
droplets in the deformation zone. Moreover, the system is not useful for the non transparent 
(for example suspension) or inhomogeneous droplets.  
In this study an alternative method, based on the time shift technique, is applied to the 
measurement of the drop size. Two different measurements are presented. In one experiment 
the drop size measured by the time-shift technique is compared with the experimental data 
obtained by Phase Doppler to validate the TS technique in comparison to a well known 
system. In a second experiment the properties of the measurement volumes contributing to the 
time-shift systems are obtained at various optical configurations of the TS instrument. This 
comparison allows us to improve the correlation rate between LD and TS system, which is 
necessary for droplet size determination. 
 
Introduction 
Spray characterization is important in many industrial processes like refrigeration and air 
conditioning for improved contact factor in spray cooling, heating, humidification or 
dehumidification, obtaining stoichiometric air fuel ratio inside the combustion chamber of IC 
engines, gas turbines and furnaces, agricultural spraying, spray drying, spray coating industry 
etc. Spray characterization includes, measurement of spray angle, drop breakup, collision, 
impact, velocity, size, temperature, concentration, component and suspension.   
Though some innovative techniques for spray measurements are already available with us, 
like PDA, or shadow Doppler technique, they suffer from certain disadvantages like 
restriction to measure the drop size accurately in the vicinity to atomizer, when drops are non 
spherical, non transparent, non homogeneous. Optical access also hinders the measurement.1  
The first application of the time shift technique was in backscatter 2, 3, 4. was done to overcome 
some of this restrictions. Basic for the new technique were the laser to focus L2F method and 
laser Doppler anemometer (LDA).5 In this one optoelectronic receiver is used for the 
detection of the scattered light in forward direction.6. Optical in-homogeneities play important 
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role in scattering of light. In a lot of industrial processes the particles are inhomogeneous or 
irregular. This particles could not be measured with the Phase-Doppler system. The time-shift 
technique offers the possibility to characterize this particles with a few restrictions9 
For doplets having diameter size below 3 μm and even with high velocity gradients the 
reference beam PDA is useful for particle sizing of spray droplets. This is a reference beam 
arrangement, to determine position of trajectory of the scattering particle inside the 
measurement volume. This is achieved by using two receivers. At this stage, conventional 
PDA system gives poor resolution.7 
This current research paper informs about the measurement in intersection volume for 
determination of Particle diameters.  Several experiments show a low correlation rate around 
3% between the time-shift and the Laser-Doppler system. A high correlation rate is necessary 
to determine the droplet size for a large number of single particles. The setup used so far 
shows a low correlation rate. One expected reason for this is a difference in the detection 
volume size of the time-shift and the LD system. To reduce this difference two different 
positions for LD receiver are compared to the time-shift measurement volume. 8,9. 
Working Principle 
 
Fig. 1: Schematic diagram showing Principle of Operation11 
A schematic diagram for the principle of operation of this project is shown in fig 1. The 
current time-shift system consists of two major parts. One is a LD system for velocity 
measurement. The second part is laser light sheet which creates the time shift signals. A 
droplet is moving through the laser light sheet. The scattered light is observed in a fixed angle 
(direction of observation). With this arrangement only one incident point exists for each 
scattering order to transmit the laser light to the receiver. The distance between these incident 
points is resulting in a time separation of the scattering order (see right part of the figure). 
Because of the connection between this time separation and the incident points the time-shift 
could be used to determine the distance between the incident points. The parameter to come 
from the time-sift to the distance is the measured velocity. To improve this setup and to 
overcome problems if the scattering orders start to overlap for small droplets a second 
observation direction have to be mentioned. This is on the upper side of the optical z-axis. It 
results in the same signal structure as shown in the figure but with opposite characteristics. 
The time-shift between second order refraction on both receivers is connected the incident 
points at the top and bottom of the droplet. By multiplying this time-shift with the measured 
velocity the droplet size is directly determined. A small correction factor of 2% must be taken 
into account. 6  
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Experimental Setup 
  
Fig. 2a: Experimental test rig with 
PDA &  Time Shift Technique for 
drop size measurement12 
Fig. 2b: Experimental test rig with Time Shift 
Technique for drop size measurement 
 
The experimental work is in progress in collaboration with Prof. Dr. Nils Damashcke and 
Dipl. Phys. Arno Ktreschmer from the institute of General Electrical engeneering, University 
of Rostock. In the recent technical visit to  Rostock , experimentation was carried out to 
determine the measurement volume properties. A BEAM SCAN instrument was used for 
algin the system. The thicknes of the laser-light sheet was around 12µm.. Along with drop 
diameter, the velocity of drops was determined using LDA/PDA system. A MD-E-202 
MICRODROP single drop generator was used to generate drops with a size around 80µm. 
In this experimentation, the detection volume size of the Laser-Doppler and the time-shift 
system is measured.. Furthermore the effect of droplet position in the measurement volume on 
drop size can be investigated from this data. 
This experimentation on Test rig in Rostock University (Fig. 2) is very supportive for the 
erection of advanced experimental setup in SLA, TU Darmstadt. Work is started to apply an 
advanced NI-PXI card system to the system. This enables the synchronization of both 
measurement systems in a hardware connection. One step in the offline analysis could be skip 
by this configuration..  LABVIEW programming for this card system is in Progress. At this 
stage it is possible to save the signals on NI-PXI system. Programming is undergoing for a 
common time base between the velocities  obtained from LDA\PDA system and the Time 
Shift Signal obtained by the .  
A schematic picture of the sending and receiving optics used for the presented experiments is 
shown in Fig. 3a,b. It shows two different parts. First part (blue laser beams) is Laser Doppler 
sending and receiving optics for the velocity determination. The second part is a laser-light-
sheet generation (green laser) with two receivers to detect the time-shift signals.  
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The Fig 3a (side view) shows two time-shift receivers in dark blue color which are arranged 
on a test stand in a same vertical plane with LDA probe (dark black). The blue beams are 
indicative of laser beams of LDA for creating interference fringes at intersection area. One 
beam is frequency shifted to create moving interference pattern that is useful for measuring 
positive or negative or zero velocities. Frequencies are shifted with the help of a Brag Cell. 
The laser wavelength used for the measurements are two components of an watercooled Ar+-
Ion Laser.; The blue wavelength 488nm is used for the light-sheet creation and the time-shift 
signals while the green wavelength of 514.5nm creates the Laser-Doppler signals. 
 
(a) Side view 
 
(b) Top view 
Fig. 3: Schematic diagram for Time shift Technique 
In Darmstadt the laser configuration will be as shown in the schematic. 514.5 nm wavelengths 
will be used for the sheet generation and 488nm will be for the two laser beams. One 
dimensional velocity and the drop size of spray will be measured with this configuration. 
The second part of the setup, Fig. 3b (Top View) showing lenses elaborates the laser sheet 
generation for the time-shift signals. The laser used for sheet generation was a 514.5 nm laser 
with 30mW power. Collimator lenses are useful for controlling the light sheet easily and up to 
the desired thickness.  
Two photomultipliers are used for receiving the time-shift signals. These PM optic parts are 
kept symmetrical to the optical axis with angle of 29°. Color filters were used to secure only 
time-shift signals at the TSPMs. The time-shift signals are sent from the PMs to a high speed 
digitizer AD converter card in a PC. Following circuit diagram shows the interacting elements 
of the setup.  
Results and Discussions: 
Previous results for the measurement volume size determination 
The z-Position is the optical axes passing through the sendenoptic part of laser and along the 
propagation direction of the laser. The y-direction is the movement direction of the droplets 
generated by MICRODROP while passing through the measurement volume. The x-Position 
is the third direction perpendicular to these two axes and cross to the laser beam (as shown in 
Fig. 1). 
The black points are the mean velocity of 1000 LD signals. The velocitiy is shown on the left 
hand y-axis. The blue dots show the mean time-shift value of 1000 TS signals connected to 
the right hand side y-axis. The nozzle of the droplets generator is moved by a micro stepper 
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through the measurement volume. At each position on the z-axis (fig.4) and x-axis (fig.5) one 
measurement with 1000 signals for each system is done. With the droplets scanning the 
measurement volume the size of the volumes for the LD and TS system can be compared. As 
per the graph fig 4, the LD detection volume has a z-size of 190μm, while the TS detection 
volume has a z-size of 520μm.  
  
Fig. 4: Velocity and time shift along Z axis 
of measurement volume12 
Fig. 5: Velocity and time shift along X axis 
of measurement volume12 
The velocity is increasing in Z direction of the laser beam. This is called as a divergence 
effect in the Laser-Doppler technique. Hence, the position of the droplet in the measurement 
volume has an influence on the velocity. A divergent behavior of the interference strips lead 
to a large velocity in beam direction. A convergent behavior causes decrease in velocity. 
The x-axis gives the x-position of the droplet in fig. 5, while the zero point of the axis is 
chosen to the position with the best time-shift and Laser-Doppler signals. Therefore both 
detection volumes are not placed symmetrically around the zero point. The x size of the LD 
detection volume is 70μm. The time-shift measurement volume has about twice the size as the 
LD measurement volume in x-direction. In this diagram, only two measurement points at the 
boarder of the detection volume have large standard deviations. In x-direction the lasers are 
well aligned. Along the z-axis the standard deviation is larger in the boarder regions due to 
the laser getting more and more defocused. 
Results after shifting the LD detector position 
The former results were taken to analyze the problems with a low correlation rate between LD 
and TS system. An improved LD receiver position was taken as result from this 
measurements. A connection of the LD receiver to the TS receiving optics shows a much 
higher correlation rate. This new setup is shown in Fig.2 and the same type of measurements 
to characterize the detection volume size is done again (see Fig6 and fig.7).  
Figure 6 shows the measurements for velocity and time shift for different positions of LD 
receiver and the standard TS receiver along the z-axis. For the LD receiver located at TS 
detector), signals could be obtained from 550 µm to 750 µm a length of 200µm. The standard 
configuration of the LD receiver used for fig.4 and fig. 5 show signals between 600 µm and 
750 µm, means a length of 150 µm. The time-shift measurement volume along the z-axis hast 
a size of 800 µm. The improved correlation rate seems to be connected to the larger 
measurement volume with the new LD receiver position.  
This is only the case for the z-direction of the measurement volume. Figure 7 shows the 
results along the x-axis. Here the measurement volume of the two LD receivers is identical. 
But this is obvious, because the changed receiver position is only influencing the z-direction.    
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Fig. 6: Time-shift and LD Measurements for 
different z-Positions 
Fig. 7: Time-shift and LD measurements for 
different x-Positions 
In comparision to the first experiments the detection volumes show different sizes at all. This 
is caused by the alignment of the system. For each measurement series the system has to be 
aligned again. This results in different absolute sizes, but the qualitative theses that a new LD 
receiver position improves the correlation rate is not influenced by this fact. For LD located at 
180 degree back scatter and for the velocity range of 1.13-1.17m/s, within Z range of 5.06 to 
5.14 mm, TS range is 65-68 µs. This mode too gives increased values of velocities for the 
same time shift. But measurement volume in X direction remains almost same for both the 
modes. 
Comparison between PDA and Time Shift Results: 
The time-shift technique is a new and innovative technique. Therefore it had to be validated in 
comparison to other well known techniques. Here the Phase-Doppler technique is used. Fig 8 
shows the results from water spray measurements.  
0 20 40 60 80 100 120 140 160
0
20
40
60
80
100
120
140
160
Dp
 - 
PD
A 
(µm
)
Dp - Time-shift (µm)
 Particlesize comparison between 
Phase Doppler and Time-Shift system
 Linear relationsship
Light-sheet thickness: 12µm
 
Fig. 8:  Comparison between PDA and time shift signal 
The x-axis is the measured droplet size for Time-shift technique and the y-axis shows the 
measured droplet size from Phase-Doppler technique.  The points are the size measured for 
Seite 30 von 316
single water droplets which are correlated between Laser-Doppler, time-shift and Phase-
Doppler system. They fulfill a linear relationship quite good. This means the droplets size 
obtained with the time-shift technique is quite the same as measured with the Phase-Doppler 
system. The new technique could be seen as proved. The black points far away from the linear 
relationship are caused by a wrong peak detection within the time-shift signals. Side maxima 
could disturb the signale structure and this leads to a wrong time-shift determination. This is a 
problem which could be overcome with an improved TS signals analysis.  
This size limitation in fig.8 between 40µm and 160µm is caused by two facts. Small particles 
scatter less light and could not be detected with the given properties during these 
measurements. This limits the lower droplet size border. Droplets larger than 160µm do not 
appear in these experiments because of the nozzle configuration. The nozzle is designed to 
produce small droplets. The nozzle is designed to produce small droplets and sizes higher 
then 160µm do not appear.  
Conclusion 
• The size of measurement volume, which is a combination of Laser beams and the laser 
light sheet, is dependent on the focal length of lenses, diameter of lenses and the span or 
the width of laser sheet. More the focal length and less the diameter of lens, more is the 
measurement volume which is ellipsoid in nature. As the measurement of drop velocity 
and size is influenced by the size of measurement volume, adjustments for the best time 
shift signals and velocity signals are necessary before the experimentation.  
• A divergent behavior of the interference strips lead to a large velocity in beam direction. 
A convergent behavior causes decrease in velocity. 
• The best validation between Time shift and PDA for the single drops is between the drop 
sizes of 50 µm to 100 µm with a maximum difference of approximately 10 µm. But these 
two instrumentation techniques will give less validation with each other when used for 
spray measurements due to certain disadvantages of PDA in near field of atomizer. 
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Abstract 
An idealized human mouth-throat model is constructed based on dimensions of a human cast 
[Che99] in order to study the particle transport and deposition in the human upper respiratory 
system. The flow field in the upper airway is simulated using large eddy simulation (LES). 
For model validation, the time-averaged velocity at the centerline in a constricted tube is 
compared with experimental data [Ahm83] and numerical results from Reynolds-averaged 
Navier-Stokes (RANS) equations coupled with the low Reynolds number (LRN) κ-ω model 
[Zha02]. The main properties of the flow field in the idealized geometry are captured, and 
they agree with previous numerical simulations [Zha02], however, the present simulation 
identifies a small recirculation zone in the posterior side of pharynx and laryngeal jet that 
impinges on the anterior side of trachea wall. Moreover, the unsteady flow field is studied to 
understand the aerodynamic properties of the flow structure. It is observed that the unsteady 
flow field is very different from the time-averaged flow field after the soft palate. There are 
various length-scale secondary vortices distributed at different cross-sections along the axial 
direction in the separation zone, laryngeal jet zone, mixing zone, and the wall shear layer. 
Moreover, the present particle deposition efficiency in the idealized mouth-throat model is 
compared with data from the literature [Zha02].  
 
Introduction 
Aerosol particle deposition of therapeutic agents remains an essential tool in current treatment 
methods for asthma and other lung diseases. The advantage of pulmonary drug delivery 
through inhalation is that it offers topical treatment of specific lung conditions while limiting 
the whole-body effects [Cor02]. The extra-thoracic region, including the nasal and oral 
passages, pharynx, and larynx, build the entrance to the human respiratory tract [Che03]. The 
therapeutic aerosol particles and drugs can be directly transported via the oral airway to the 
lung. Aerosol particles deposition in this region has important implications in drug delivery 
efficiency [Che03]. Thus, it is very important to study the airflow structures and particle 
transport for filtering effects in the oral airway [Zha02]. 
One challenge for numerical simulation in this region is its geometric complexity [Zha02]. 
Many numerical simulations have been done on the idealized mouth-throat models [Kle08]. 
According to dimensions of a human cast reported by Cheng et al. [Che99], an idealized oral 
airway model including mouth cavity, pharynx, larynx and trachea was built by Kleinstreuer 
et al. [Kle03]. Recently, numerical simulations using more realistic geometry based on 
computed tomography (CT) data. The deposition pattern in a CT-based airway configuration 
was analyzed by Jayarajua et al. [Jay07]. The numerical results of flow show that the laminar 
to turbulent transition, especially at low flow rates, is sensitive to the complexity of the 
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airway configuration. In fact, flow 
transition is seen soon after the glottis 
for a low flow rate of 15 L/min, whereas 
flow transition is not reported in the 
simplified geometry [Jay07].  
Another challenge for the model is that 
the flow ranges from laminar, 
transitional to turbulent flow within the 
respiratory system [Kle08]. Most of 
previous studies use the RANS method 
to simulate the flow field, where the 
LRN κ-ω model is widely used in 
numerical simulation of the flow field in 
the respiratory system [Kle08]. 
Recently, the prediction of particle 
deposition has been implemented more 
and more with LES connected with a particle-tracking model. Jin et al. [Jin07] simulated the 
flow and micro-particle deposition in a three-dimensional geometric model of human upper 
respiratory tract with LES. It is found that turbulent dispersion plays an important role in the 
particle deposition for the particles with small Stokes number because it is observed that 
particles with the diameter of 1µm not only deposit on the opposite wall but also on the side 
wall. 
The present paper concerns a numerical study of flow characteristics in idealized mouth-
throat configurations with LES and a Smagorinsky subgrid model [Sma63]. Both the time-
averaged and the instantaneous flow fields are analyzed. Properties of the secondary vortices 
and laryngeal jet at instantaneous flow field are addressed. Moreover, the particle deposition 
in the simplified mouth-throat model was studied using a Lagrangian particle tracking 
method.  
 
Configuration 
The present study concerns two different geometries. At first, an axi-symmetric constricted 
tube with a 75% area reduction [Kle03] is concerned for verification of the present model. 
Moreover, a second configuration shown in Fig. 1 is used which comes closer to the human 
mouth-throat. Details about the second configuration can be found in the literature [Zha02, 
Kle03, Cui10].  
  
Governing Equations 
Neglecting the influence of particles on the gas phase and the interaction between particles, a 
one-way coupling method is adopted. For the flow field, three-dimensional (3-D) 
incompressible Navier-Stokes (N-S) equations are used [Jin07]. LES is employed to treat the 
turbulence, and the Smargorinsky sub-grid scale (SGS) model [Jin07] is adopted for small-
scale turbulence.  
If the volume-averaged variance [Jin07] is descried as:  
 
€ 
φ (x,y,z) = 1
Δx ⋅ Δy ⋅ Δz φ(ξ,η,ϕ,t)z−12Δz
z+12Δz∫y−12Δy
y+12Δy∫x−12Δx
x+12Δx∫ dξdηdϕ       (1) 
 
and after the filtering of physical variables, volume-averaged three dimension N-S equations 
[Jin07] can be given as: 
 
Figure 1. Three dimensional view of the circular 
idealized mouth-throat geometry 
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the sub-grid scale tensor [Jin07]: 
 
€ 
Tij = uiu j − u iu j           (4) 
 
with an eddy-viscosity assumption to model the SGS tensor [Jin07] 
 
€ 
Tij = 2ν tS ij +
1
3Tllδij           (5) 
€ 
S ij =
1
2
∂u i
∂x j
+
∂u j
∂xi
 
 
  
 
 
  ;   i, j = 1, 2, 3        (6) 
€ 
ν t = (CSΔ)2 S            (7) 
 
where 
 
  
€ 
 S = S ijS ij( )
1 2
           (8) 
€ 
Δ = (Δx ⋅ Δy ⋅ Δz)1 3.          (9) 
 
The 3-D N–S equations can be rewritten as follows [Jin07]: 
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Numerical Method 
The open source software platform OpenFOAM 1.5 (http://www.opencfd.co.uk/ Openfoam/) 
is used to solve the equations. A new solver for the flow field with LES and the particle 
motion with Lagrangian tracking method was constructed based on the solver of oodles and 
icolagrancianFoam (www.openfoamwiki.net).  
The computational grids are generated with Ansys ICEM-CFD 11.0. An O-grid is used 
around the wall surfaces and an H-grid is adopted in the center of the geometry. The mesh 
size is increased until the flow field is independent of the number of grid nodes. The final 
number of grid nodes is 2,771,226 for the constricted tube and 1,276,500 grid nodes for the 
idealized mouth-throat model. The velocity at the inlet surface is 0.473m/s with 2% 
fluctuation, corresponding to an initial Reynolds number of Rein = 2,000 [Ama83]. The steady 
inspiration flow rate with 30 L/min corresponds to normal breathing intensity, where 2% 
fluctuation is implemented. The static relative pressure at the outlet is set to zero. No-slip 
boundary conditions are adopted on the wall surface.  
The particles deposition and transport are studied in the idealized mouth-throat. There are 
about 10,000 particles injected randomly and simultaneously with the air at the inlet plane, 
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particles are assumed to have the same velocity as the airflow. In the model, particle 
deposition is assumed to occur if the distance of the particle center to the wall is less than half 
the particle diameter. The particle density is 1,000 kg/m3. Three initial diameters dp = 2, 5, and 
10µm are studied for three different steady inspiration flow rates with 15, 30, and 60 L/min. 
For the study of particle deposition in the flow field, a numerical grid with 103,443 grid nodes 
is used. 
The computations are carried out on the bwGrid Cluster at Heidelberg University. The 
simulation without particle deposition takes about two weeks using 56 processors in the case 
of flow inspiration rate of 30 L/min using 1,276,500 grid nodes. 
 
Results and Discussion 
Flow Field in the Constricted Tube 
The constricted tube is used to verify the present method. Even though the configuration is 
simple, the flow field transits from laminar to turbulent, so that both the mathematical model 
and the numerical solution method can be tested.  
The normalized axial velocities at the centerline are shown in Fig. 2. The velocity is 
normalized by the mean velocity at the inlet plane, Umean. The distance in the axial direction is 
normalized by the tube diameter, D, and in the radial direction with the radius, R, of the tube. 
The present result fits well with both the experimental [Ama83] and numerical [Zha02] 
results; in particular, in the transitional regime, it performs better than the RANS LRN κ-ω 
model [Zha03]. Comparison between the present result with both experimental and numerical 
data are discussed in more details in the reference [Cui10]. 
The comparison with numerical [Zha02] and experimental [Ama83] data shows that the 
present methodology adequately predicts the flow field transition from laminar to turbulent, 
and it improves recent numerical result [Zha02]. In the following section, the second 
configuration will be studied with the current LES/Smagorinsky formulation. 
 
Flow Field in the Cast Mouth-Throat Model 
This section addresses the configuration shown in Fig. 1. Figure 3 displays the averaged 
velocity profile and streamlines at mid-plane (left-hand side) and the axial velocity contour 
and secondary velocity streamlines at different cross sections (right-hand side). These cross 
sections include positions corresponding to the location of oral cavity, pharynx, glottis, as 
well as one and three diameters of the 
trachea downstream the glottis in Fig. 3. 
Positions A - F denote the posterior side, 
and A' - F' the anterior side. Figure 4 
displays the instantaneous velocity contour 
at the mid-plane (left-hand side) and axial 
velocity contour and secondary velocity 
streamlines  (right-hand side) at the same 
cross-sections as in Fig. 3 at time t = 
0.4705s. 
From Fig. 3, it can be seen that the flow 
field captures the main properties of the 
time-averaged flow field in the idealized 
mouth-throat, including the skewed 
velocity profile in the oral cavity and 
pharynx due to centrifugal forces, and 
flow separation in the lower portion of the 
mouth, in the pharynx region after the soft 
Figure 2. Comparison of the centerline velocity 
in a constricted tube with experimental [Ahm83] 
and numerical [Zha02] results. 
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palate, and downstream of the 
glottis. The asymmetric laryngeal 
jet extends from the entrance of 
the glottis. There is a small 
recirculation zone in the posterior 
side of pharynx and the laryngeal 
jet is impinging on the anterior 
wall of the trachea.  
In contrast to the numerical 
simulation of Zhang et al. 
[Zha02] in a similar geometry, the 
laryngeal jet is not impinging on 
the wall. This is probably due to 
the different geometrical shape 
near the soft palate and the glottis. 
A very close look at Fig. 3 reveals 
two pairs of counter-rotating 
secondary vortices with different 
length scales at section B – B' and one pair of counter-rotating vortices at other cross-sections. 
Moreover, from Fig. 3, it can be observed that the secondary vortices are related to the 
laryngeal jet, and they tend to appear in the boundary of recirculation zone and the laryngeal 
jet. From the velocity profile at mid-plane and secondary vortices distribution in Fig. 3, it can 
be concluded that the flow field is very sensitive to the geometrical change in particular in 
locations with big curvature. 
From the instantaneous velocity field at the mid-plane in Fig. 4, it is found that the 
instantaneous velocity field maintains almost the same profile in the mouth cavity as the time-
averaged flow field. A close look at cross-section A – A' in Fig. 4 shows that the 
instantaneous axial velocity profile and secondary streamlines remains almost the same as the 
averaged flow field. These observations indicate that the flow field in the mouth cavity is 
mainly laminar in this region.  
When the flow field enters into the pharynx, unsteadiness occurs after the soft palate shown in 
Fig. 4 (left-hand side) at the boundary of separation zone and main flow zone, and these large-
scale coherent flow structures at 
the boundary of separation zone 
are unsteady, which is seen at B – 
B' cross-section in Fig. 4 (right-
hand side). Compared with the 
average flow field, there are no 
counter-rotating vortices observed 
in the instantaneous flow field at 
B – B' cross-section. Moreover, 
there are no counter-rotating 
secondary vortices in flow field at 
any instant at all sections other 
than cross-section A – A'. 
However, there are large length-
scale vortices in the main flow 
zone at B – B' cross-section in 
Fig. 4, near the location of 
counter-rotating vortices in the 
Figure 3. Velocity contour at mid-plane (left), and axial 
velocity contour and secondary streams at cross-sections 
(right) of time-averaged flow field. 
Figure 4. Velocity contour at mid-plane (left), and axial 
velocity contour and secondary streams at cross-sections 
(right) of instant flow field at t = 0.4795s. 
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mean flow field displayed at B – B' cross-section in Fig. 3. Apart from these large-scale 
vortices in the main flow zone, there are unsteady secondary vortices at different length 
scales. They reside in the main flow region, in the mixing zone, and in the separation region.  
When the flow enters the glottis, the laryngeal jet is produced as can be seen in Fig. 3 (left-
hand side) and Fig. 4 (left-hand side). 
At section C – C', the laryngeal jet dominates, and the geometry is constricted at the glottis 
causing the axial velocity to increase, c.f. C – C' section in Figs. 3 and 4. In contrast to the 
vortices at the B – B' section shown in Fig. 4, not many large-scale vortices are observed at 
section C – C' in Fig. 4.  
When the flow enters into section D – D' (Fig. 4), the laryngeal jet still dominates the flow 
and a recirculation zone has developed. The interaction between the separation zone and the 
laryngeal jet causes high unsteadiness, which can be seen in Fig. 4. The unsteadiness 
increases the production probability of secondary vortices in the flow field. Large-scale 
vortices are observed in the shear layer of the laryngeal jet. Fig. 4 shows that there are smaller 
scale vortices in the main flow region, in the reversed flow zone and in the wall shear layer of 
the laryngeal jet as well as in the separation zone.  
When the flow enters into section E – E', which is located at the tail of laryngeal jet (c.f. Figs. 
3 and 4), the separation zone does not directly touch the laryngeal jet, and there is a gradient 
region between these zones. This reveals that the laryngeal jet is severely deformed and splits 
in the plot of the instantaneous flow field, see Fig. 4. The interface between the separation 
zone and the laryngeal jet becomes concave. Moreover, vortices of different length-scales are 
observed to reside in the separation zone, the mixing zone, the laryngeal jet breakup location, 
and in the wall shear layer. Large-scale secondary vortices mainly appear in the separation 
zone. It is very interesting to find that there are more relatively small vortices in this section, 
particularly in the wall shear layer, since they may greatly affect particle transport in this 
region. 
 
Particle Deposition in the Cast Mouth-Throat Model  
The oral airway has a filtering effect of the aerosol drug when it is delivered into the lung 
through the mouth, which means that the particles may deposit on the wall of the oral airway 
and cannot be transported into the lung. If 
the aerosol drug deposits on the wall, on 
one hand, it may be harmful for the patient 
because some drug has side effects; on 
other hand, it increases the treatment 
expense because of the increased drug 
dose.  
Most of previous work concerns particle 
deposition in the oral airway with in vivo 
experiment [Lip69, Cha80, Foo78, Sta80, 
Sta83, Emm82, Bow59] using radioactive 
particles. In vivo experiments are costly 
and complex to operate, and they exhibit 
experimental variability [Zha04]. In vitro 
experiments present an alternative because 
of their reduced cost, their ease of 
performance, and the possibility to 
systematically analyze relevant parameters 
influencing particle deposition [Zha04]. 
Moreover, numerical simulations 
Figure 5. Comparison of numerical particle 
deposition with experimental [Che99, Lip69, 
Cha80, Foo78, Sta80, Sta83, Emm82, 
Bow59] and numerical data [Zha02] in the 
oral airway 
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constitute another option to gain insight into the particle dispersion and deposition [Zhang02, 
Jin07, Jay07] in the upper human respiratory system.  
The particle deposition efficiency obtained from the in vitro and in vivo measurements 
[Che99, Lip69, Cha80, Foo78, Sta80, Sta83, Emm82, Bow59] and numerical results [Zha02] 
is compared to the present numerical simulation, c.f. Fig. 5. The deposition efficiency is 
defined as the ratio of the number of particles deposited on the wall and the total particle 
number injected at the inlet plane in the human mouth-throat. The comparison for the particle 
deposition efficiency as a function of the impaction parameter, ρpdp2Q, where ρp is the 
particle density, dp is the particle size, and Q is the inspiration flow rate, is shown in Fig. 5. 
The nine points in Fig. 5 represent the three different particle sizes for three different 
inspiration flow rates. Since the inertia impaction is the main mechanism for the micro-size 
particles deposition in oral airway, the particle deposition efficiency increases with increasing 
impaction parameter. It can be seen that the present results are close to the numerical result 
from the literature [Zha02]. Moreover, they fit well with the medium trend of the 
experimental data [Che99, Lip69, Cha80, Foo78, Sta80, Sta83, Emm82, Bow59]. When the 
impaction parameter is larger than 8000µm2L/min, numerical simulations predict more than 
80% of the particles to deposit on the wall. Particle deposition is influenced by turbulent 
fluctuations. For the tracking of particle motion, the present results from LES simulation use 
the instantaneous velocity field, whereas in the numerical simulation of Zhang et al. [Zha03], 
the averaged velocity field was obtained from RANS simulations, where the turbulent 
velocity fluctuations were computed using a stochastic method [Zha03]. Therefore, the 
present study should improve the accuracy of the predictions compared to the RANS method. 
Further conclusions will be drawn from numerical simulations on final grid nodes.  
The present methodology for both the constricted tube and the human cast mouth-throat 
model is suitable to describe the physical processes in the upper human respiratory system. 
Moreover, particle deposition is modeled, and the results compare well with data from the 
literature. 
 
Conclusions 
The main flow features of the present simulation of the upper respiratory system in the time-
averaged flow field include a skewed velocity profile, flow separation after the sudden 
geometric change at the soft plate and glottis and the laryngeal jet. A small recirculation zone 
was observed in the posterior side of the pharynx and the laryngeal jet is impinging on the 
anterior side of trachea, which indicates that the flow field is very sensitive to the geometric 
profile, in particular, in locations with big curvature.  
Particular attention was paid to secondary vortices distribution and the laryngeal jet at 
instantaneous flow field. It is found that secondary vortices at very different length scales 
exist in the flow field. Unsteady flow simulations reveal that there is minor difference 
between the instantaneous and the time-averaged flow fields in the mouth cavity, which 
means that the flow is mainly laminar in this region. However, after the flow has entered into 
the pharynx, it becomes unsteady and involves turbulent structures. In contrast to the 
averaged flow field, no counter-rotating vortices are seen in instantaneous flow field at the 
same location in the pharynx, but large-scale secondary vortices exist in the main flow zone in 
the pharynx. Behind the pharynx, no counter-rotating vortices are observed in the 
instantaneous flow field.  
Depending upon the axial location, secondary vortices reside in the separation zone, the 
mixing zone, the main flow zone, and the wall shear layer of the separation zone and the 
laryngeal jet. Vortices appearing in the wall shear layer have small scales, whereas those in 
the mixing zone tend to be at larger scales. The laryngeal breaks up at the tail. The break up 
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may help the momentum redistribution and increase of the turbulence intensity further 
downstream.  
The present results of particle deposition efficiency fit well with both numerical and 
experimental results in the literature.  
Future research will focus on the flow field characteristics for inspiration flow rates of 15 
L/min and of 60 L/min. Moreover, the effect of the complex flow characteristics on particle 
transport will be studied more extensively.  
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Einleitung 
Zum Monitoring von Prozesssprays besteht ein Bedarf an Inline-Sensoren, welche die Größe 
der Tropfen- bzw. Partikeln sowie deren Konzentration und räumliche Verteilung bestimmen 
können. Die Kenntnis der Tropfengrößen ist in vielen Spray-Prozessen von besonderer 
Bedeutung, da sie über die erzeugte Stoffaustauschfläche den Stofftransport und das 
thermodynamische Verhalten der Tropfenphase maßgeblich beeinflusst. Bei der 
Sprühtrocknung spielen Verdampfungs- und Verdunstungseffekte eine große Rolle, die u. a. 
anhand der Tropfengröße verfolgt werden können. Optische Verfahren zur Partikelanalyse 
arbeiten berührungslos und beeinflussen die ablaufenden Vorgänge nicht. Sie sind damit ideal 
geeignet, um Spray-Prozesse zu überwachen und um die ablaufenden Vorgänge im Spray 
aufzuklären.  
 
Der im Folgenden beschriebene Sensor bestimmt die Tropfengröße von Sprays inline auf 
Basis der dynamischen Extinktionsspektroskopie. Hierzu durchleuchtet ein kulminierter oder 
fokussierter Laserstrahl den Spray. Eine Fotodiode misst den Anteil der fluktuierenden 
Lichtintensität, der von dem Spray weder absorbiert noch gestreut wird. Daraus wird die 
Transmission des Lichts berechnet. Da mit der Tropfengröße und der Tropfenkonzentration 
zwei unabhängige Spraygrößen gemessen werden sollen, muss zusätzlich eine zweite 
Messgröße erfasst werden. Bei Tropfen größer 1 - 3 µm ergibt sich diese aus der 
Standartabweichung der fluktuierenden Transmissionswerte und bei Tropfen kleiner 1 - 3 µm 
aus deren Abhängigkeit von der Wellenlänge.  
 
Ein großer Vorteil dieses Messprinzips beim Einsatz in Sprühtürmen ergibt sich aus dem 
einfachen optischen Aufbau. Zur Messung in einer Ebene werden in der 
Sprühturmaußenwand nur zwei Löcher mit Durchmessern von wenigen Zentimetern benötigt, 
durch die die Hüllrohre und in ihnen der Laserstrahl in den Turm hinein und wieder heraus 
gelangen. Außerdem kann zusätzlich zur mittleren Tropfengröße auch die Konzentration des 
Sprays bestimmt werden. Ein weiterer Vorteil ergibt sich aus der Tatsache, dass die 
Schattenwirkung von Tropfen im Mikrometerbereich nicht so stark von den optischen 
Eigenschaften des Tropfenmediums beeinflusst wird, wie die Streulichtintensität, die bei der 
Streulichtmessung zur Bestimmung der Tropfengröße verwendet wird [Wes99]. Durch den 
Einsatz der axial verfahrbaren Hüllrohre, die den Laserstrahl über eine variable Länge vor 
Sprayeinflüssen schützen, kann auch in heißer Umgebung und bei sehr hohen 
Tropfenkonzentrationen in großen Sprühtürmen gemessen werden. Dies ist weder mit 
Streulichtverfahren, noch mit bildgebenden Verfahren möglich. Außerdem kann das 
Messvolumen innerhalb des Turmes entlang der Laserachse verschoben werden, was eine 
Untersuchung des Sprayprofils innerhalb des Sprühturms ermöglicht. 
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Messprinzip der statistischen Extinktionsspektroskopie 
Das Messverfahren bestimmt die Tropfengröße und deren Konzentration aus der Extinktion 
eines Laserstrahls, der den Spray durchleuchtet. Das Gesetz von Lambert-Beer liefert den 
Zusammenhang zwischen der Extinktion E(x, c, λ, m) des Lasers und der Tropfengröße x 
sowie deren Anzahlkonzentration cn in dem Spray:  
 
Lm),(x,ln)ln( m), c, E(x, 





  extN
k
Cc
I
I
T                                               (1) 
 
Die Extinktion (E) kann über die Transmission (T) einfach bestimmt werden, indem die 
Intensität des extingierten Laserstrahls hinter dem mit disperser und kontinuierlicher Phase 
gefüllten Messvolumen (I) und dessen Intensität hinter dem ausschließlich mit 
kontinuierlicher Phase gefüllten Messvolumen (Ik) gemessen wird. Cext ist der 
Abschattungsquerschnitt eines Tropfens mit dem Durchmesser x in Abhängigkeit der 
Wellenlänge λ des Lasers und dem Brechzahlverhältnis m zwischen der dispersen und der 
kontinuierlichen Phase. cn ist die Anzahlkonzentration der Tropfen im Spray. 
 
Da Gleichung (1) zwei unabhängige Spraygrößen (Cext und cN) enthält wird eine zweite, 
unabhängige Messgröße benötigt. Bei Tropfengrößen unter 1-3 µm wird die zweite 
Messgröße aus der Wellenlängenabhängigkeit des Extinktionskoeffizienten gewonnen. Man 
spricht in diesem Zusammenhang von der spektralen Extinktionsmessung. Da bisher keine 
Tropfen in diesem Größenbereich untersucht wurden, wird für weitere Informationen zur 
spektralen Extinktionsmessung auf [Stei06] verwiesen.  
Da die Wellenlängenabhängigkeit des Extinktionskoeffizienten bei Tropfen größer 1-3 µm 
nicht mehr eindeutig ist, wird in diesem Größenbereich die statistischen Extinktionsmessung 
verwendet, die die Standardabweichung der fluktuierenden Transmissionssignale (σT) als 
zusätzliche Messgröße verwendet. Diese kann aus den gemessenen Werten der Transmission 
einfach berechnet werden. Der zusätzlich gewonnene Informationsgehalt basiert hierbei 
darauf, dass größere in das Messvolumen ein- oder austretende Tropfen zu einer größeren 
Fluktuation im Extinktionssignal führen, als kleinere Tropfen. Nach Gregory [Gre85] kann 
der Extinktionsquerschnitt aus der gemessenen Transmission und deren Standartabweichung 
wie folgt berechnet werden: 
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Außerdem kann der Extinktionsquerschnitt durch das Produkt aus dem 
Extinktionskoeffizienten kext und der projizierten Tropfenquerschnittsfläche ausgedrückt 
werden. Die Extinktionskoeffizienten werden nach dem Bohren-Huffmann-Algorithmus 
berechnet, mit der Tropfenquerschnittsfläche multipliziert und in Abhängigkeit der 
Tropfengröße tabelliert. So kann die Tropfengröße durch eine lineare Interpolation des 
gemessenen Extinktionsquerschnitts bestimmt werden. 
Die Anzahlkonzentration der Tropfen ergibt sich dann aus der ermittelten Tropfengröße und 
der Transmission wie bei Steinke [Stei09] beschrieben. 
Somit können die mittlere Tropfengröße eines Sprays und die Tropfenkonzentration in dem 
Spray aus den Messgrößen Transmission und Standartabweichung der Transmission eindeutig 
bestimmt werden. 
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Korrekturen bei der Berechnung der Extinktionsquerschnitte 
Bei der Messung treten einige Effekte auf, welche zusätzlich den Signalverlauf und damit die 
Bestimmung des Extinktionsquerschnitts beeinflussen und deshalb berücksichtigt werden 
müssen. 
Da die Intensität des Lichtstrahls nicht in einem kreisrunden Bereich konstant und außerhalb 
dieses Bereichs nahe Null ist sondern eine Verteilung ähnlich der Gauß‘schen Glockenkurve 
annimmt, ruft auch ein Tropfen, der sich innerhalb des Messstrahls beweg, eine Fluktuation 
im Transmissionssignal hervor. Dadurch fällt die gemessene Standartabweichung der 
Transmission zu groß aus. Nach Simulationsrechnungen von Wessely [Wes99] kann dieser 
Effekt durch die Korrektur der Standartabweichung der Transmission mit einem Faktor 0,8 
korrigiert werden. 
 
Befinden sich Tropfen an Orten, die bereits durch andere Tropfen teilweise abgeschattet 
werden, verursachen sie eine verringerte Abschattungswirkung, wodurch diese Tropfen zu 
klein gemessen werden. Durch Simulationsrechnungen fand Steinke [Stei09] den in 
Gleichung (4) dargestellten Korrekturterm, der bei Transmissionen bis ca. 20 % zu deutlichen 
Korrekturen des Extinktionsquerschnitts führt, da aufgrund der hohen Tropfenkonzentration 
viele Tropfenüberlappungen auftreten.  
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Randzoneneffekte beeinflussen ebenfalls die ermittelten Extinktionsquerschnitte. Ein  
Tropfen der sich vollständig im Messstrahl befindet, führt zu einer Abschattung des 
Lichtstrahls auf einer Fläche, die so groß ist, wie seine projizierte Querschnittfläche. Dadurch 
wird der Durchmesser dieses Tropfens richtig bestimmt. Befindet sich ein Tropfen mit 
demselben Durchmesse nur teilweise in dem Lichtstrahl, so ist die durch ihn verursachte 
Schattenfläche deutlich kleiner. Der Tropfen wird zu klein bestimmt. Dies führt speziell bei 
Tropfen mit einer Größe im Bereich des Lichtstrahldurchmessers zu sehr großen 
Verfälschungen der gemessenen Tropfengröße.  
Um diesen Effekt bei der Auswertung zu berücksichtigen wird der mittlere Anschnitt Gm aller 
Tropfen mit einem definierten Durchmesser x berechnet. Der Anschnitt eines Tropfens ist 
hierbei der Anteil seiner projizierten Querschnittsfläche, der sich in dem Messsstrahl befindet. 
Diese Berechnung wird für eine Reihe von Tropfengrößen durchgeführt und tabelliert. Der 
mittlere Anschnitt bei einer beliebigen Tropfengröße wird durch lineare Interpolation 
bestimmt. Der Randzonenkorrigierte Extinktionsquerschnitt (Cext,Rz-korr) ergibt sich dann aus 
dem gemessenen Extinktionsquerschnitt (Cext) wie folgt: 
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Der Aperturwinkel der Fotodiode beeinflusst die gemessenen Extinktionsquerschnitte, da 
auch ein Teil des durch Tropfen gestreuten Lichts von der Diode als nicht gestreut erfasst 
wird. Dadurch wird die Schattenwirkung der Tropfen verringert und der gemessene 
Extinktionsquerschnitt zu klein bestimmt. Die Korrektur dieses Effekts erfolgt bei der 
Berechnung der Extinktionskoeffizienten. Diese ergeben sich aus dem Volumenintegral über       
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die nach dem Bohren-Huffann-Algorithmus berechnete Streulichtintensitätsverteilung hinter 
dem Tropfen. Zur Berücksichtigung der Apertur wird der Integrationsbereich um die Fläche 
erweitert, die die Diode durch ihre Apertur zusätzlich erfasst.  
 
Sensoraufbau 
Der Aufbau des Sensors ist in Abbildung 1 dargestellt. Drei Diodenlaser erzeugen 
Lichtstrahlen mit Wellenlängen von 408 nm, 659 nm und 785 nm. Von jedem Strahl wird 
über einen Dichroiten ein Prozent der Lichtintensität ausgekoppelt und mit ein einer 
Fotodiode gemessen. Mit Hilfe einer Kalibrierung kann so die Lichtintensität hinter dem 
ausschließlich mit kontinuierlicher Phase gefüllten Messvolumen bestimmt werden. Danach 
werden der blaue und der rote Lichtstrahl über zwei weitere Dichroiten auf die Achse des 
infraroten Lichtstrahls umgelenkt. Eine Optik fokussiert die Strahlen auf die Mitte des 
Sprayvolumens, das z.B. durch die Außenhülle eines Sprühturms begrenzt werden kann.  Eine 
weitere, hinter dem Sprayvolumen angeordnete Optik fokussiert den vom Spray nicht 
gestreuten Anteil des Lichtstrahls auf ein holographisches Gitter. Das Gitter bricht das 
einfallende Licht in Abhängigkeit der Wellenlänge in unterschiedliche Winkel, wodurch auf 
jeder der drei folgenden Fotodioden nur Licht einer Wellenlänge trifft.  
  
 
 
Abbildung 1, Prinzipskizze des Sensors zur statistischen Extinktionsspektroskopie 
 
Das Messvolumen, in dem die Lichtstrahlen durch den Spray extingiert werden, befindet sich 
zwischen den beiden in grün dargestellten Hüllrohren. Diese schützen die Linsen der Optiken 
vor Verschmutzung und begrenzen das Messvolumen auf eine definierte Länge. Ein kleiner  
Luftvolumenstrom, der in den Hüllrohren in Richtung Messvolumen strömt, verhindert das 
Eindringen von Tropfen und Partikeln in die Hüllrohre und kann auch etwas zu ihrer Kühlung 
beitragen. 
Durch eine parallele Verschiebung der Hüllrohre kann das Messvolumen entlang der Achse 
der Lichtstrahlen verschoben werden. Die Länge des Messvolumens kann durch eine 
Verschiebung der Hüllrohre ebenfalls verändert werden. So kann durch eine Verkürzung oder 
Verlängerung des Messvolumens bei schwankenden Konzentrationen die Messung immer im 
optimalen Transmissionsbereich durchgeführt werden. Auch Messungen bei sehr hohen 
Konzentrationen der dispersen Phase sind daher möglich. 
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Referenzmessungen mit Latizes 
Mit der Vermessung von Latex-Partikel wurde die Messfähigkeit des Sensors nachgewiesen. 
Hierzu wurden monodisperse Partikel in eine mit destilliertem Wasser gefüllte Glasküvette 
gegeben. Diese Küvette wurde in den Strahlengang des Sensors gestellt, sodass sich deren 
Mitte im Fokus des Strahlengangs befindet. Oberhalb der Lichtstrahlen wird ein Rührer 
positioniert, der für die bei der statistischen Extinktionsmessung notwendige Bewegung der 
Partikel im Messstrahl sorgt. 
In Abbildung 2 sind die mit dem Sensor gemessenen Partikelgrößen dividiert durch die vom 
Hersteller angegebenen Partikelgrößen über der vom Hersteller angegebenen Partikelgröße 
dargestellt. Ein Wert von Eins bedeutet demzufolge, dass die Partikelgröße durch den Sensor 
richtig gemessen wird. Die drei Graphen entstehen durch die Auswertung einer einzigen 
Messdatenreihe, wobei verschiedene der oben beschriebenen Korrekturen verwendet werden.  
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Abbildung 2, Einfluss verschiedener Korrekturen auf die gemessenen Größen von Latex-
Partikeln 
 
Der blaue Graph zeigt die ohne Korrekturen ermittelte Partikelgröße. Hierbei werden kleine 
Partikel etwas zu groß und große Partikel deutlich zu klein bestimmt. Durch die 
Berücksichtigung der Apertur der Fotodioden werden alle Partikel etwas größer berechnet 
(roter Graph), wodurch sich die maximale Abweichung von der vom Hersteller angegebenen 
Partikelgröße verringert. Wird zusätzlich die Randzonenkorrektur berücksichtigt, ergibt sich 
der violette Graph. Durch die Randzonenkorrektur werden, wie oben beschrieben, alle 
Partikel größer ermittelt, als ohne die Korrektur. Bei großen Partikeln fällt dieser Effekt 
besonders deutlich aus. Berücksichtigt man noch den Einfluss der Intensitätsverteilung des 
Laserstrahls, werden alle Partikelgrößen mit Messfehlern von weniger als 5 % bestimmt. So 
ergibt sich der grüne Graph. 
Damit ist der Sensor bei Verwendung der beschriebenen Korrekturen in der Lage, die Größe 
von Partikeln mit Messunsicherheiten unter 5 % zu bestimmen. Die Volumenkonzentration 
der Partikel kann mit ähnlichen Messunsicherheiten bestimmt werden.  
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Einfluss der Multidispersität bei der Vermessung von Sprays 
Der Nachweis der Messfähigkeit des Sensors bei Sprays erfolgt durch Vergleich der 
Messergebnisse des Sensors mit Messergebnissen, die mit einem Laserbeuger vom Typ 
„Helos“ der Firma Sympatec gewonnen werden. Zu beachten ist hierbei, dass die 
Tropfengrößen des Sprays multidispers sind, der Sensor aber nur eine mittlere Tropfengröße 
bestimmt. Deshalb muss bei dem Nachweis der Messfähigkeit auch geklärt werden, welchen 
Mittelwert der Tropfengröße der Sensor bestimmt. 
In Abbildung 3 sind gemessenen Tropfengrößen über dem Druck des Zerstäubungsgases 
aufgetragen. Der Volumenstrom des Tropfenmediums ist bei allen Messungen konstant. Der 
Median, der Modalwert, der arithmetische Mittelwert und der Sauterdurchmesser des Sprays 
werden mit dem Helos bestimmt, wobei alle Tropfengrößenwerte aus denselben Messwerten 
errechnet wurden. Als x_659 sind die mit dem roten Laser des Sensors ermittelten mittleren 
Tropfengrößen des Sprays bezeichnet.  
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Abbildung 3, Einfluss der Multidispersität der Sprays auf die mit dem Sensor gemessene 
mittlere Tropfengröße 
 
Bei Zerstäubungsdrücken unter 1,5 bar sind die mit dem Sensor ermittelten Tropfengrößen 
dem mit dem Helos bestimmten Median sehr ähnlich. Die anderen mit dem Helos bestimmten 
Mittelwerte weichen teilweise deutlich von den mit dem Sensor ermittelten Tropfengrößen ab. 
Weitere Messreihen mit multidispersen Partikelsystemen bestätigen, dass der Sensor den 
Median der Tropfengröße bestimmt.  
Bei Zerstäubungsdrücken über 1,5 bar weichen die mit dem Sensor ermittelten Tropfengrößen 
von dem Median ab. Diese Abweichung nimmt mit steigendem Druck stark zu. Ein Anstieg 
des Drucks von 3 bar auf 4 bar führt sogar zu einem Anstieg der mit dem Sensor ermittelten 
Tropfengröße. Dies ist nicht plausibel, da mit steigendem Zerstäubungsdruck die 
Zerstäubungsenergie zunimmt, was zu kleineren Tropfen führen sollte. Der mit dem Helos 
ermittelte Median zeigt hingegen einen plausiblen Verlauft über dem Zerstäubungsdruck. Da 
sowohl die mit dem Helos, als auch die mit dem Sensor ermittelten Messerwerte gut reprodu-
zierbar sind, werden im Folgenden einige potentielle Ursachen für die Messfehler diskutiert.  
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Abbildung 4, Einfluss der Hüllrohre auf die mit dem 
Sensor ermittelten Tropfengröße 
 
Abbildung 5, Einfluss der Dynamik des 
Transimpedanzverstärkers auf die mit dem Sensor 
erzielten Messergebnisse 
 
 
Potentielle Ursachen für Messfehler des Sensors bei hohen Zerstäubungsdrücken 
Da bei der Vermessung von Partikelsuspensionen deutlich kleinere Messunsicherheiten 
auftreten, müssen diese durch die Modifikation des Sensors für die Vermessung von Sprays 
oder durch die Eigenschaften des Sprays entstehen. 
Bei dem Umbau des Sensors für die Vermessung von Sprays wurden nur die Hüllrohre 
integriert. An diesen können Sekundärzerstäubungen stattfinden, welche die gemessene 
Tropfengröße verfälschen.  
Außerdem kann der 
Luftvolumenstrom durch die 
Hüllrohre den Spray 
beeinflussen. Abbildung 4 zeigt 
zwei mit dem Sensor gemessene 
Tropfengrößenverläufe über dem 
Zerstäubungsdruck, wobei eine 
Messreihe mit und eine ohne 
Hüllrohre durchgeführt wurde. 
Zum Vergleich ist der mit dem 
Helos ermittelte Median 
dargestellt.  
Die Abweichungen zwischen 
den Messreihen mit und ohne 
Hüllrohren sind nicht größer, als 
die statistische Messunsicher-
heit, die bei mehreren Messun-
gen unter identischen Bedingungen zu beobachten ist. Auch ohne Hüllrohre zeigt sich der 
Anstieg der ermittelten Tropfengröße bei einem Druckanstieg von 3 bar auf 4 bar. Somit 
können die Hüllrohre als Ursache ausgeschlossen werden. 
 
Die optischen Eigenschaften des Sprays werden durch die Verwendung der entsprechenden 
komplexen Brechungsindizes bei der Berechnung der Extinktionskoeffizienten berücksichtigt, 
sodass sie als Fehlerquelle nicht in Frage kommen. 
Ein weiterer Unterschied 
zwischen den Partikeln in der 
Suspension und den Tropfen des 
Sprays liegt in deren 
Geschwindigkeit. So bewegen 
sich die Tropfen deutlich 
schneller durch den Laserstrahl 
als die Partikel. Außerdem steigt 
die Tropfengeschwindigkeit mit 
steigendem Zerstäubungsdruck 
an. Die Partikel hingegen haben 
bei allen Messungen eine nahezu 
identische, durch den Rührer 
bedingte, relativ niedrige 
Geschwindigkeit. 
Die statistische Extinktionsmes-
sung setzt voraus, dass der 
Sensor die, durch in das 
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Messvolumen ein- und austretenden Tropfen verursachten Schwankungen der Extinktion 
erfasst. Die Frequenz der Signalschwankungen ist proportional zu der Geschwindigkeit der 
Tropfen. Deshalb kann eine begrenzte Dynamik der Bauteile des Sensors bei schnellen 
Tropfen zu falschen Messergebnissen führen. Da die verwendete Fotodiode deutlich 
hochfrequentere Signale erfassen kann, als der zugehörige Transimpedanzverstärker 
verstärken kann, ist der Verstärker das begrenzende Element. 
Deshalb werden in Abbildung 5 zwei Messreihen verglichen, die mit unterschiedlichen 
Verstärkern ermittelt wurden. Ein Verstärker kann Rechtecksignale mit Frequenzen bis 
500 kHz gut abbilden, der andere nur Rechtecksignale bis 30 kHz. 
Die mit dem schnelleren Transimpedanzverstärker gewonnenen Messergebnisse weichen bei 
höheren Zerstäubungsdrücken und somit höheren Tropfengeschwindigkeiten deutlich weniger 
von den mit dem Helos ermittelten Medianwerten ab, als die mit dem langsameren Verstärker 
gemessenen Tropfengrößen. Dies legt die Vermutung nahe, dass maximale, mit dem  
Transimpedanzverstärker abbildbare Signalfrequenz zu klein ist, um die durch schnelle 
Tropfen verursachten Signalschwankungen zu erfassen.  
 
Zusammenfassung und Bewertung 
Mit dem beschriebenen Sensor kann auf Basis der statistischen Extinktion der mittlere 
Durchmesser von sphärischen Partikeln und deren Volumenkonzentration mit einer 
Messunsicherheit von unter 5 % bestimmt werden.  
Die mittlere Tropfengröße von Sprays kann bis zu einer bestimmten Tropfengeschwindigkeit 
mit ähnlichen Unsicherheiten gemessen werden. Bei höheren Tropfengeschwindigkeiten 
treten jedoch größere, reproduzierbare Messfehler auf. Deshalb werden in Kürze weitere 
Untersuchungen mit schnelleren Transimpedanzverstärkern erfolgen, mit denen der Einfluss 
der Tropfengeschwindigkeit genauer untersucht wird. Zum Messen der 
Volumenkonzentration der Sprays steht bisher noch kein Referenzmessgerät zur Verfügung, 
mit dem die mit dem Sensor ermittelten Konzentrationen verglichen werden könnten. Deshalb 
wird hier auf eine Diskussion der gemessenen Konzentrationen verzichtet. Dies wird in 
künftigen Veröffentlichungen geschehen. 
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Abstract 
Seit mehreren Jahren wird am DLR Institut für Raumfahrtantriebe ein neuartiges Einspritz-
konzept für Flüssigtreibstofftriebwerke auf Basis von porösen Einspritzelementen untersucht. 
Dieses Verfahren weist sehr kleine Relativgeschwindigkeiten der Treibstoffe LOX(liquid 
oxygen) und H2 in der Injektionsebene auf. Dies behindert eine effektive Zerstäubung durch 
Scherkräfte unmittelbar stromab der Injektionsebene. Gemessene Verbrennungseffizienzen 
lassen jedoch auf eine effektive Gemischaufbereitung schließen. Es wird vermutet, dass die 
Scherwirkung der beschleunigenden Brennkammerströmung den Strahlzerfall dominiert.  
Die Beschleunigung der Gasströmung von der Injektionsebene bis zum Abschluss der 
Reaktion bewirkt einen messbaren Druckabfall. Mit einer speziell ausgerüsteten 
Versuchsbrennkammer wurden axiale Druckverläufe für Brennkammerdrücke von 8 bzw. 
4 MPa ermittelt. Um von diesen Druckinformationen auf ein mittleres Geschwindigkeitsprofil 
zu schließen, soll ein möglichst einfaches 1D-Modell entworfen werden, das mit geeigneten 
Annahmen zur lokalen Stoffumsetzung und Wärmefreisetzung die gemessenen Druckverläufe 
nachbildet.  
 
Einleitung 
Die Treibstoffaufbereitung und Wärmefreisetzung in einer Raketenbrennkammer, die mit 
flüssigen Treibstoffen betrieben wird, ist im hohen Maße von dem verwendeten 
Einspritzsystem abhängig. Das Einspritzsystem muss in Verbindung mit der Brennkammer 
mehrere Anforderungen erfüllen. Dazu gehören zum Einen allgemeine Anforderungen wie 
eine möglichst vollständige Umsetzung der eingespritzten Treibstoffe, die Gewährleistung 
einer stabilen Verbrennung sowie die Verträglichkeit mit dem verwendeten 
Brennkammerwandmaterial. Zum Anderen werden von der Systemseite häufig 
Anforderungen wie ein gutes Drosselverhalten oder der Betrieb mit besonders kalten 
Treibstoffen (z.B. Wasserstoff bei 50 K) verlangt. 
Für Triebwerke mit der Treibstoffkombination LOX/H2 werden in Europa (Vulcain I/II, 
Vinci, HM7B) und den USA (SSME) Koaxialeinspritzelemente verwendet. Hierbei basiert 
die Treibstoffaufbereitung auf dem Impulsaustausch zwischen einem langsamen, zentralen 
LOX-Strahl und einem schnellen, koaxialen Gasstrahl. Dieser Gasstrahl besteht entweder aus 
in einer Regenerativkühlung aufgeheiztem H2 oder aus den Abgasen einer mit H2-Überschuss 
betriebenen Vorbrennkammer. Dieses Prinzip ermöglicht eine gute Zerstäubung unmittelbar 
stromab der Injektionsebene. Die für den Strahlzerfall wichtige Weberzahl in der 
Injektionsebene ist aufgrund der großen Geschwindigkeitsdifferenz sehr groß. 
In [Baz93] wurde ein Einspritzverfahren vorgestellt, dass auf der Verwendung von porösen 
Materialien beruht. In dem hier beschriebenen Einspritzverfahren wird die flüssige 
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Treibstoffkomponente (LOX) durch eine Vielzahl kleiner Röhrchen in den Brennraum 
eingespritzt, während der gasförmige bzw. überkritische Treibstoff (H2) durch eine poröse 
Stirnplatte flächig in den Brennraum gepresst wird. Die LOX-Injektoren haben einen 
Innendurchmesser von 1,5 mm, sind also deutlich kleiner als typische LOX-Injektoren in 
Koaxialinjektoren (ca. 4 bis 6 mm). Dies erhöht die Kontaktfläche zwischen den LOX-
Strahlen und dem umgebenden H2 deutlich. Dieses Einspritzverfahren wurde in den letzten 
Jahren am DLR Institut für Raumfahrtantriebe intensiv untersucht [Lu08a, Lu08b]. Abb. 1 
zeigt einen Abspritzversuch des porösen Einspritzkopfes API68 (68 Einzelinjektoren für 
LOX) mit Wasser als Simulationsmedium für LOX und ohne Gasmassenstrom. Am linken 
Bildrand ist die poröse Stirnplatte aus Sinterbronze mit einem Durchmesser von 50 mm zu 
erkennen. Die Eintrittsgeschwindigkeiten des Wassers waren vergleichbar mit realistischen 
Eintrittsgeschwindigkeiten der LOX-Strahlen in einem Heißgasversuch. Die Wasserstrahlen 
blieben über eine große Distanz hinweg intakt.  
 
 
 
Abb. 1: Abspritzversuch eines porösen Injektors mit Wasser als Simulationsmedium für den 
LOX (Austrittsgeschwindigkeit des Wassers: ca. 15 m/s, ReH2O = 22500); kein 
Gasmassenstrom; Ausströmrichtung: von oben nach unten (Bild gedreht) 
 
Heißgasversuche haben gezeigt, dass ein poröser Einspritzkopf im Vergleich zu einem 
herkömmlichen Koaxialinjektor auch bei kurzen Brennkammerlängen ähnliche 
Verbrennungseffizienzen erreichen kann. Dies lässt auf eine vergleichbar gute Treibstoff-
aufbereitung schließen. Da im Falle des porösen Einspritzkopfes die Relativgeschwindigkeit 
von LOX und H2 aufgrund der großen Eintrittsfläche des H2 sehr klein ist, kann 
Impulsaustausch unmittelbar stromab der Injektionsebene als treibende Kraft der 
Treibstoffaufbereitung ausgeschlossen werden. Als dominanter Effekt der Treibstoff-
aufbereitung im Falle des porösen Injektors kommt der Impulsaustausch zwischen den LOX-
Strahlen bzw. –Tropfen und der beschleunigten Brennkammerströmung in Frage. Die 
Wärmefreisetzung und Stoffumsetzung infolge der einsetzenden Reaktion bewirkt eine 
Beschleunigung der Reaktionsprodukte. Es stellt sich eine Relativgeschwindigkeit in 
Abhängigkeit von der axialen Position ein. 
 
Experimenteller Aufbau und Betriebspunkte 
Um einen qualitativen Eindruck von dem sich einstellenden Geschwindigkeitsprofil in der 
Brennkammer zu erhalten, wurden Heißgastests mit dem in [Lu08b] beschriebenen 
Seite 50 von 316
SPRAY 2010 
9. Workshop über Sprays, Techniken der Fluidzerstäubung und Untersuchung von Sprühvorgängen 
Heidelberg, 3.-5. Mai 2010 
 3
Einspritzkopfkonzept und einer speziell ausgerüsteten subscale-Brennkammer durchgeführt. 
Die verwendete modulare Brennkammer Modell B weist einen Durchmesser im zylindrischen 
Teil von 50 mm auf. Im ersten Teil der Brennkammer stromab des Einspritzkopfes wurde ein 
100 mm langes Segment mit 9 statischen Drucksensoren im axialen Abstand von je 10 mm 
eingesetzt, dass eine hohe Auflösung des Wanddruckgradienten in Einspritzkopfnähe 
ermöglicht. Die in den hier präsentierten Testläufen verwendete Brennkammerkonfiguration 
bestand aus dem oben beschriebenen Messsegment, zwei 50 mm langen Segmenten und 
einem Düsensegment mit einem Halsdurchmesser von 28 mm. Die kurzen 
Brennkammersegmente waren jeweils auf halber Länge mit einem statischen Drucksensor 
bestückt. Abb. 2 zeigt die beschriebene Brennkammer B in einer Ausführung mit vier anstatt 
zwei kurzen Brennkammersegmenten. Der verwendete Einspritzkopf API68 ist ebenfalls 
schematisch dargestellt. Der flüssige O2 wird durch 68 Injektoren mit einem Innendurch-
messer von 1,5 mm und einer Wandstärke von 0,25 mm eingespritzt. Diese Injektoren 
gruppieren sich grob in einem Schachbrettmuster um einen zentralen Zünder. Die poröse 
Stirnplatte, die als Injektionsfläche für den H2 dient, besteht aus einem Sinterbronzematerial. 
Die Wahl der Permeabilität und Dicke dieser Stirnplatte bestimmt den H2-seitigen 
Druckverlust bei der Injektion. 
 
 
 
Abb. 2: Modulare subscale Brennkammer Modell B mit porösem Einspritzkopf API68 
 
In Tabelle 1 sind die Injektionsbedingungen und resultierende Kennzahlen für zwei 
betrachtete Betriebspunkte (BP) aufgeführt. Der reduzierte Druck pr bezeichnet dabei das 
Verhältnis pr = pBK / pkrit,O2, ROF das Mischungsverhältnis von Oxidator zu Brennstoff und 
VR das Geschwindigkeitsverhältnis von Brennstoff zu Oxidator bei Eintritt in den 
Brennraum. Die ermittelte Verbrennungseffizienz wird als ηc* bezeichnet und stellt das 
Verhältnis von experimentell ermittelter zu theoretisch möglicher charakteristischer 
Geschwindigkeit c* dar. Die Dichte des eingespritzten Sauerstoffs variiert kaum mit dem 
Brennkammerdruck, so dass sich die LOX-Eintrittsgeschwindigkeit proportional zum O2-
Massenstrom verhält. Sie bewegt sich in einem ähnlichen Bereich wie bei herkömmlichen 
Koaxialinjektoren. Die Eintrittsgeschwindigkeit des Wasserstoffs durch die poröse Stirnplatte 
wird durch das kompressible Verhalten des H2 von der Einspritztemperatur dominiert, die in 
diesem Fall konstant gehalten wurde. 
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BP BKp  O2m&  H2m&  O2T  H2T  O2u  H2u  
 MPa kg/s kg/s K K m/s m/s 
        
        
1 8 1,703 0,341 114 106 13,6 11,1 
2 4 0,855 0,171 116 104 7,0 10,7 
        
        
        
BP BKp  rp  ROF  c*η  VR  LOXRe  WeInj 
 MPa - - - - - - 
        
        
1 8 1,59 5 0,981 0,82 171157 - 
2 4 0,79 5 0,975 1,53 93515 27,1 
        
 
Tabelle 1: Injektionsbedingungen und Kennzahlen für zwei exemplarische Betriebspunkte 
 
Qualitative Beschreibung der Phänomene in der Brennkammer 
Abb. 3 zeigt den auf den Druck in der Injektionsebene normierten gemessenen Druck für die 
ausgewählten Betriebspunkte in Abhängigkeit vom Abstand zur Injektionsebene. Der 
qualitative Verlauf ist für beide Betriebspunkte, unter- und überkritisch, identisch. Der größte 
Druckgradient liegt im Bereich von ca. 20 mm bis 60 mm stromab der Injektionsebene. 
Dieser Druckgradient flacht im weiteren Verlauf ab und erreicht nach ca. 120 mm ein 
annähernd konstantes Niveau. Auf den ersten 20 mm des Brennraums ist fast kein Druck-
abfall zu erkennen. Der sich einstellende Druck am Ende des zylindrischen Teils der Brenn-
kammer wird zur Berechnung der Verbrennungseffizienz herangezogen. Dabei wird davon 
ausgegangen, dass die Reaktion an dieser Stelle bereits vollständig abgeschlossen ist. Trotz 
der um den Faktor 2 unterschiedlichen Massenströme und damit auch LOX-Eintritts-
geschwindigkeiten unterscheidet sich die Verbrennungseffizienz ηc* nur unwesentlich. Die 
am Düseneintritt herrschende Machzahl der Heißgasströmung wird durch die Kontraktions-
zahl der Brennkammer von 19,3== DüsenhalsrBrennkamme AAε  und dem Isentropenkoeffizient κ 
bestimmt und beträgt Ma = 0,19. Sie ist unabhängig vom Brennkammerdruck. Die 
Heißgasströmung muss von der Injektionsgeschwindigkeit auf diese Machzahl beschleunigt 
werden. Die Beschleunigung der Heißgasströmung in der Brennkammer ist eine Folge der 
einsetzenden Reaktion. Eine Überlagerung mehrerer Effekte bestimmt dabei den Verlauf des 
Druckabfalls bzw. des Geschwindigkeitsprofils der Heißgasströmung in der Brennkammer. 
1. Stoffumwandlung durch Reaktion 
Durch die Reaktion der Treibstoffe O2 und H2 entstehen Verbrennungsprodukte auf einem 
hohen Temperaturniveau. Die Dichtedifferenz zwischen den Treibstoffen auf Zünd-
temperatur und den heißen Reaktionsprodukten bewirkt eine Beschleunigung der 
Verbrennungsprodukte. Durch die große Geschwindigkeit der H2/O2-Reaktion ist die 
Bereitstellung von zündfähigem Gemisch der limitierende Faktor des Prozesses.  
2. LOX-Verdampfung bzw. –Aufheizung  
Bei unterkritischen Bedingungen liegt der eingespritzte O2 in flüssiger Phase vor. Eine 
Verdampfung von O2 entspricht einem Transfer von Masse aus der flüssigen in die 
gasförmige Phase, der eine Beschleunigung der Gasströmung bewirkt. Die Volumen-
änderung aufgrund der Verdampfung von O2 ist druckabhängig, so dass der Einfluss der 
LOX-Verdampfung auf die Beschleunigung mit steigendem Druck abnimmt. Für die 
Menge des verdampften Sauerstoffs ist der Wärmeübergang vom Heißgas in den LOX 
Seite 52 von 316
SPRAY 2010 
9. Workshop über Sprays, Techniken der Fluidzerstäubung und Untersuchung von Sprühvorgängen 
Heidelberg, 3.-5. Mai 2010 
 5
entscheidend. Eine große volumenspezifische Oberfläche des LOX durch eine effiziente 
Zerstäubung begünstigt den Wärmeübergang. Bei der Verwendung eines porösen 
Einspritzkopfes ist durch die vergrößerte spezifische Oberfläche im Vergleich zu 
konventionellen Koaxialinjektoren mit einer verbesserten Verdampfung zu Beginn der 
Injektion zu rechnen.  Dieser Effekt kompensiert die fehlenden Scherkräfte im Nah-
injektorbereich, die im Falle der Koaxialinjektion für eine Oberflächenvergrößerung 
sorgen. 
3. H2-Aufheizung  
Durch Rückmischung von Verbrennungsprodukten in die brennstoffreichen Zonen der 
Gasströmung kommt es zu einer Aufheizung und damit Volumenvergrößerung des 
Wasserstoffs, die wiederum durch eine Beschleunigung kompensiert werden muss.  
4. Wärmeabfuhr durch Brennkammerkühlung 
Ein Wärmestrom aus der Heißgasströmung in die Brennkammerwand verringert die 
Heißgastemperatur und sorgt so für eine Dichteerhöhung und eine daraus folgende 
Geschwindigkeitsverringerung.  
 
 
 
Abb. 3: Axialer Druckverlauf  
 
Abb. 4 zeigt gemittelte OH-Aufnahmen aus dem Nahinjektorbereich eines porösen Penta-
Injektors während eines Heißgasversuchs mit einer optisch zugänglichen Brennkammer. Die 
Präsenz von OH-Radikalen weist auf eine stattfindende Reaktion hin und wird zur 
Bestimmung der Flammenfrontposition genutzt. Der betrachtete Ausschnitt ist 100 mm lang 
und beginnt stromab der Injektionsebene (Injektor links). Im Bereich von 25 bis 50 mm 
stromab der Injektionsebene ist ein relatives Maximum der OH- und damit der 
Reaktionsintensität zu erkennen. Mit einem semi-porösen Einspritzkopf wurde ein ähnliches 
Verhalten beobachtet [Smi03]. Dieser Abstand entspricht dem Bereich des maximalen 
Druckgradienten aus Abb. 3. In diesem Bereich ist mit einer starken Beschleunigung der 
Heißgasströmung zu rechnen.  
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Abb. 4: Gemittelte OH-Aufnahmen des Injektornahbereichs eines porösen Injektors bei 
4 MPa (oben), 5 MPa (Mitte) und 6 MPa (unten); Fenstergröße: 100 x 25 mm [Lu08a] 
 
Modellierung 
Um aus dem gemessenen Wanddruckverlauf in der Brennkammer auf ein 
Geschwindigkeitsprofil der Heißgasströmung zu schließen ist ein einfaches eindimensionales 
Modell geplant. Dieses Modell soll mit einfachen Annahmen bezüglich der Mischung und 
chemischen Umsetzung in der Brennkammer in der Lage sein, das Wanddruckprofil 
nachzubilden. Dazu wird der zylindrische Brennraum in Scheiben aufgeteilt und an jeder 
axialen Position eine bestimmte Menge der Treibstoffe umgesetzt, um die Randbedingung des 
aus den experimentellen Daten interpolierten Wanddruckes zu erfüllen. Dazu werden 
folgende vereinfachende Annahmen getroffen: 
1) Vorgänge können eindimensional beschrieben werden 
a) Der gemessene Wanddruck wird als konstant über dem Querschnitt angenommen. 
b) Die Geometrie der eingespritzten LOX-Strahlen sowie der Zerfall in ein Tropfen-
ensemble werden nicht modelliert. Daher kann keine lokale Strahl- oder Tropfen-
oberfläche bestimmt werden. Lediglich das vom gesamten flüssigen Sauerstoff 
eingenommene Gesamtvolumen wird berücksichtigt. 
2) „mixed-is-burned“-Ansatz und Stöchiometrie 
Die charakteristischen Zeiten der Reaktion sind sehr viel kleiner als die der Mischungs-
prozesse. Der Stoffumsatz ist daher nicht durch chemische Vorgänge limitiert und an 
jedem Punkt der Brennkammer herrscht chemisches Gleichgewicht vor. Die Zusammen-
setzung der Reaktionsprodukte kann mit einer Gleichgewichtsrechnung nach [Gor94] 
ermittelt werden. Dies ist notwendig, da sich bei den hohen Temperaturen der O2/H2-
Reaktion Anteile an H+ und OH bilden, die nicht vernachlässigt werden können. Darüber 
hinaus findet die Reaktion ausschließlich unter stöchiometrischen Bedingungen statt. 
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3) Keine Geschwindigkeitsgradienten in der Gasphase 
Es wird lediglich zwischen einer Gas- und einer Flüssigkeitsgeschwindigkeit 
unterschieden. Die Gaskomponenten (reagiertes) Heißgas, verdampfter O2 und H2 weisen 
die gleiche Geschwindigkeit in Abhängigkeit von der axialen Position auf. 
4) Konstante LOX-Geschwindigkeit 
Der flüssige Sauerstoff wird nicht beschleunigt.  
5) Einfaches Verdampfungsmodell 
 Die Menge des verdampften Sauerstoffs entspricht der an der axialen Position von der 
Reaktion verbrauchten O2-Menge und einer zusätzlich freigesetzten Menge, die als 
Parameter eingestellt werden muss. Es soll keine Wärmeübertragung zwischen einer 
Verbrennungszone und den LOX-Strahlen modelliert werden. 
 
Zusammenfassung und Bewertung 
In mehreren Testkampagnen am Prüfstand P8 wurde die Leistungsfähigkeit eines porösen 
Einspritzsystems demonstriert. Durch die spezifische Konstruktionsweise wird bei diesem 
Injektionskonzept die Treibstoffaufbereitung von den Injektionsbedingungen entkoppelt. Die 
Treibstoffaufbereitung wird nicht in erster Linie von Impulsaustausch zwischen den 
eintretenden Treibstoffmassenströmen dominiert, sondern von der Interaktion mit der sich 
beschleunigenden Heißgasströmung.  
Die Auswirkungen dieser Beschleunigung auf den Brennkammerdruck wurden durch eine 
speziell ausgerüstete Versuchsbrennkammer ermittelt. Der Rückschluss von diesem 
Wanddruckprofil auf ein mittleres Geschwindigkeitsprofil in der Brennkammer soll durch ein 
eindimensionales Modell erfolgen. Die wesentlichen Annahmen, die ein solches Modell 
ermöglichen sollen, wurden vorgestellt.  
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Abstract 
Das fluid-dynamische Verhalten von porösen Partikeln, hergestellt durch Sprühgefrier-
trocknung, soll auf der Basis numerischer Simulationen untersucht werden. Die Umströmung 
von Einzelpartikeln wird mittels der Lattice-Boltzmann-Methode simuliert, um 
strukturabhängige Strömungsbeiwerte zu ermitteln. Insbesondere soll der Einfluss der 
mittleren Partikelporosität auf den Widerstandsbeiwert quantifiziert werden, da dieser den 
Partikeltransport maßgeblich beeinflusst. Die Partikel werden dazu in eine laminare Strömung 
mit niedriger resultierender Partikel-Reynolds-Zahl eingebracht. Die gemeinsame 
Bezugsgröße für die Definition sowohl der Reynolds-Zahl als auch der Beiwerte erfolgt über 
einen Äquivalentdurchmesser, der auf einer konvexen Hülle um das poröse Cluster basiert. 
Neben vollporösen werden auch teilporöse Partikel betrachtet, die unterschiedliche 
Trocknungsstufen repräsentieren sollen. 
 
Einleitung 
Poröse Partikel sind in einer Vielzahl technischer Anwendungen der Prozess- und 
Lebensmittelindustrie und ebenso auf dem Gebiet der Medikamentenherstellung von 
Bedeutung. Letztere erfordert unter anderem die Herstellung hoch poröser, lungengängiger 
Pulver, die als Inhalate dienen und intestinale Medikamente ersetzen sollen. Ein 
vielversprechender Ansatz zur Herstellung von vor allem biotechnologischen Therapeutika 
bietet dabei das Verfahren der Sprühgefriertrocknung. Eine prozessorientierte Auslegung der 
einzelnen Verfahrensschritte erfordert das Verständnis der physikalischen Grundlagen, die 
neben experimentellen Untersuchungen durch numerische Simulationen erarbeitet werden 
können. 
Im Fokus der numerischen Arbeiten steht die Untersuchung des Transportverhaltens poröser 
Partikel sowie der damit verbundenen Stoff- und Wärmeübertragung. Auf dieser Basis 
können die entsprechenden Mehrphasenströmungen vorhergesagt und Auslegungsstudien 
unterstützt werden. Mittels hoch auflösenden direkten numerischen Simulationen (DNS) der 
Umströmung einzelner poröser Partikel mit komplexer Struktur soll das fluid-dynamische 
Verhalten quantifiziert und ein Vergleich mit kompakten Partikeln ermöglicht werden. Die 
gefundenen Zusammenhänge und Korrelationen können in einem nächsten Schritt zur 
Erweiterung bestehender numerischer Modelle, beispielsweise im Rahmen von 
Euler/Lagrange-Simulationen, angewandt werden. 
In dieser Arbeit wird mit Hilfe der Lattice-Boltzmann-Methode die Umströmung von 
Lyophilisaten simuliert, um deren Transporteigenschaften zu bestimmen. Die 
sprühgefriergetrockneten Partikel werden dabei als poröse Agglomerate modelliert, deren 
Design an die experimentellen Ergebnisse der Arbeitsgruppe um Prof. Lamprecht, Rheinische 
Friedrich-Wilhelms-Universität Bonn, angelehnt ist. Ein zukünftiges Ziel ist die Beschreibung 
des Sublimationsprozesses während der Sprühgefriertrocknung. Die gefrorenen Spray-
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Tropfen werden in einem ersten Ansatz als heterogene Partikel modelliert, deren 
Grundstruktur einem Aggregat bestehend aus sphärischen Primärpartikeln entspricht. Die 
Basisstruktur wird von einer veränderlichen Matrix umhüllt, die den gefrorenen 
Flüssigkeitsanteil repräsentiert. Zunächst sollen die für weiterführende Untersuchungen 
notwendigen Voraussetzungen hinsichtlich Strukturgenerierung, adaptiver Strukturanpassung 
sowie Partikel-Fluid-Interaktion geschaffen werden. 
 
Numerische Methode 
Die Lattice-Boltzmann-Methode (LBM) ist ein Verfahren zur numerischen Strömungs-
berechnung, dessen Ursprung auf dem Gebiet der Molekulardynamik begründet ist. Im 
Gegensatz zu alternativen CFD-Verfahren werden nicht die Erhaltungsgleichungen 
makroskopischer Größen gelöst, sondern das Fluidverhalten auf mesoskopischer Ebene 
modelliert. Die Grundlage hierzu bildet die Annahme fiktiver Fluidelemente, deren 
Eigenschaften durch eine  Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion (PDF) repräsentiert werden: 
 
  ( )tff ,,ξx=  (1) 
 
Die Verteilungsfunktion f gibt die Wahrscheinlichkeit an, ein Fluidelement an einem Ort x zu 
einem Zeitpunkt t mit einer Geschwindigkeit ξ vorzufinden. Der Transport der PDF sowie der 
Einfluss von Kollisionen wird durch die Boltzmann-Gleichung (2) beschrieben. 
 
  ( )fff
t
f Ω=++
ξ
F
x
ξ ext ∂
∂
∂
∂
∂
∂  (2) 
 
Die Modellierung des Kollisionsterms Ω auf der rechten Seite von Gleichung (2) erfolgt über 
einen Einzelzeit-Relaxationsansatz nach Bhatnagar-Gross-Krook [Bha94]. Dieser setzt die 
Existenz einer lokalen Gleichgewichtsverteilung voraus, die aus einer Reihenentwicklung der 
Maxwell-Verteilung für sehr kleine Knudsen-Zahlen folgt. 
Da im Allgemeinen keine analytische Lösung der Boltzmann-Gleichung vorliegt, wird diese 
in Raum, Zeit und Geschwindigkeitsraum diskretisiert. In dieser Arbeit wird das D3Q19-
Modell zur Definition von 19 diskreten Geschwindigkeitsrichtungen verwendet. Ein 
Informationstransport auf dem numerischen Gitter ist dementsprechend nur entlang der 
festgelegten Geschwindigkeitsvektoren möglich. Die Lösung der diskretisierten Lattice-
Boltzmann-Gleichung erfolgt über ein iteratives Schema, bei dem der Transport der PDF 
(Propagation) und der Kollisionseinfluss (Relaxation) sequentiell berechnet werden. Die 
makroskopischen Eigenschaften des Fluids, wie Dichte und Geschwindigkeit, können lokal 
aus den Momenten der Verteilungsfunktion erhalten werden. 
Vorteile der LBM beruhen auf dem expliziten numerischen Schema, welches eine effiziente 
Parallelisierung ermöglicht. Des Weiteren eignet sich das Verfahren zur Beschreibung 
komplexer Strömungsberandungen, wobei die Genauigkeit der Lösung durch die Verwendung 
spezieller Randbedingungen für gekrümmte Oberflächen erhöht werden kann. Die 
Kraftberechnung entlang von Hindernisoberflächen erfolgt durch eine Impulsbilanz des 
wandnahen Fluids, so dass die resultierende Gesamtkraft sowie das Drehmoment auf einen 
umströmten Körper ermittelt werden können [Die09, Höl09]. 
Durch die Verwendung einer Baumdatenstruktur können die LBM-Simulationen auch auf 
nicht-äquidistanten numerischen Gittern durchgeführt werden, so dass beispielsweise Partikel 
mittels lokalen Gitterverfeinerungen entsprechend hoch aufgelöst werden können (Abb. 1). 
Zur Gewährleistung des Informationsaustausches zwischen Gitterregionen unterschiedlicher 
Auflösung sowie zur Aufrechterhaltung der Stabilität des Verfahrens werden Gitterüber-
gangsbereiche definiert. Abhängig von der dort vorliegenden Gitterknotenkonfiguration (Abb. 
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1) sind räumliche und zeitliche Interpolation sowie Skalierung der Daten erforderlich [Cro03]. 
Der daraus resultierende Mehraufwand wird durch die eingesparten Gitterzellen und den 
damit verbundenen verringerten Ressourcenbedarf mehr als ausgeglichen. 
 
           
Abb. 1: Darstellung der lokalen Gitterverfeinerung um ein poröses Partikel (links) und 
Gitterknotenkonfiguration entlang des Übergangs von Regionen unterschiedlicher Auflösung 
 
Partikelmodell 
Starre Partikel können in der LBM in Form von Strömungshindernissen realisiert werden. 
Verschiedenen Hindernisgrundtypen können dabei zu einem Partikel zusammengesetzt 
werden. Im Allgemeinen ist die Komplexität der Partikelstruktur lediglich durch die zur 
Verfügung stehende Auswahl an Hindernisgeometrien limitiert. Die Partikelgeometrie ist 
prinzipiell gitterunabhängig, da die Erkennung der Phasengrenze mit einer höheren 
Genauigkeit als der Gitterweite erfolgt. Dennoch ist für eine detaillierte Abbildung des 
Partikels eine hohe Anzahl benachbarter Gitterknoten und damit eine hohe Auflösung 
notwendig. Neben einer invarianten Partikelbeschreibung ist auch die Simulation von 
Gestaltsänderungen der Partikel möglich. Die mit der Fluidströmung wechselwirkenden 
Partikeloberflächen werden mit einer Haftrandbedingung beschrieben, so dass die Partikel-
Fluid-Kopplung intrinsisch realisiert wird. 
 
Der Schwerpunkt dieser Arbeit liegt auf der Beschreibung von hoch porösen Lyophilisaten 
mit sehr komplexen inneren Strukturen (Abb. 2). Eine detailgetreue Nachbildung dieser 
Geometrien und eine darauf aufbauende Simulation von Um- bzw. Durchströmung würden 
allerdings einen nicht vertretbaren numerischen Aufwand bedeuten. Daher wurden als 
vereinfachtes Partikelmodell Agglomerate bestehend aus sphärischen Primärpartikeln 
gewählt. Trotz der geometrischen Vereinfachungen sollen die Partikeleigenschaften, 
insbesondere die mittlere Porosität, entsprechend den zur Verfügung stehenden 
experimentellen Daten angepasst werden. 
 
Die Generierung der virtuellen Partikel basiert sowohl auf Designvorgaben als auch auf 
stochastischen Methoden. Neben der Primärpartikelzahl kann eine Partikelgrößenverteilung 
und eine Kontaktstellensinterung definiert werden. Die eigentliche Partikelerzeugung wird 
durch ein zufälliges Aufwachsen gemäß dem spezifizierten Strukturtyp (z.B. sphärisches 
Cluster) realisiert. Dadurch sind eine Vielzahl von Partikeleigenschaften a priori nicht 
bekannt, sondern müssen im Anschluss an die Generierung ermittelt werden. Darunter sind 
unter anderem volumen- und flächenäquivalente Durchmesser, der Trägheitsradius, die 
Hauptträgheitsmomente, die Porosität basierend auf der konvexen Hülle und die fraktale 
Dimension [Die09]. Abb. 3 zeigt ein virtuelles Partikel mit drei- und zweidimensionaler Hülle 
als Grundlage zur Bestimmung der Porosität bzw. der effektiven Anströmflächen. 
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Abb. 2: REM-Aufnahmen von Lyophilisaten (Prof. Lamprecht, Universität Bonn) 
 
Die Vergleichbarkeit verschiedener Partikel wird über die gezielte Einstellung von 
Eigenschaften wie Porosität und anströmäquivalentem Durchmesser sichergestellt. Mittels 
eines Verwerfungsalgorithmus werden solange neue Partikel generiert, bis die Eigenschaften 
des aktuellen Partikels mit hinreichender Genauigkeit den Zielparametern entsprechen. 
Die Erzeugung heterogener Partikel erfolgt in analoger Weise, jedoch ist hierbei die konvexe 
Hülle um das Agglomerat direkt am Aufbau des Partikels beteiligt. Das Hüllvolumen 
repräsentiert dabei die zweite Phase (Eisphase) eines gefrorenen Spraytropfens (vgl. Abb. 3, 
Mitte). Die Hülle wird also nicht mehr nur rein virtuell zur Ermittlung der Porosität 
angewandt, sondern stellt nun für die Strömung ein Hindernis dar. Das Hüllvolumen kann zur 
Laufzeit verringert werden, um den Sublimationsvorgang während der Trocknung zu 
beschreiben. 
 
       
Abb. 3: Sphärisches Partikelcluster nach Generierung (links), mit 3D-Hülle (Mitte) und mit 
2D-Hüllen senkrecht zu den Partikelachsen (rechts) 
 
Numerisches Setup 
Die Einzelpartikel werden für die Umströmungssimulationen analog zu Abb. 4 ortsfest in das 
numerische Berechnungsgebiet eingebracht. Dieses ist durch Ein- und Auslass sowie 
Symmetrierandbedingungen begrenzt. Der Einlass wird mit einem Pfropfenströmungsprofil 
beaufschlagt, welches sich aus der mittleren Strömungsgeschwindigkeit ergibt. Diese 
wiederum folgt aus der einzustellenden Partikel-Reynolds-Zahl (Re). Alle Berechnungen 
wurden in einem Reynolds-Zahl-Bereich von 0,3 bis maximal 30 durchgeführt. Um die innere 
Porosität der Partikel auflösen zu können, wird das Rechengitter in Partikelnähe stufenweise 
lokal verfeinert, so dass eine Auflösung von fünf bis neun Gitterzellen bezogen auf den 
mittleren Primärpartikeldurchmesser  erreicht wird (Abb. 4). 
Während der Partikelumströmung werden die auf das Partikel wirkenden Kräfte ermittelt und 
in die entsprechenden Widerstandskennzahlen überführt. Die Simulation gilt als 
auskonvergiert, wenn die Beiwerte einen nahezu konstanten Verlauf aufweisen. Bei 
unzureichendem Abstand des Partikels zu den Rändern des numerischen Gebiets kann es zu 
einer Beeinflussung der Beiwerte kommen. Diese Randeinflüsse wurden anhand von 
Vergleichsrechnungen mit sphärischen Einzelpartikeln korrigiert. Das Verfahren der 
Beiwertbestimmung wurde im Vorfeld anhand von Kugel- und Würfelumströmung bei 
verschiedenen Reynolds-Zahlen validiert [Die09]. 
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Abb. 4: Schematische Darstellung des numerischen Berechnungsgebiets (links) und 
Gitterausschnitt mit lokaler Gitterverfeinerung in unmittelbarer Partikelumgebung (rechts) 
 
Zur Untersuchung des Struktureinflusses auf die fluid-dynamischen Beiwerte wurde eine 
Parameterstudie durchgeführt. Verschiedene sphärische Cluster bestehend aus jeweils 500 
Primärpartikeln wurden erzeugt, wobei Porositäten zwischen 40 und 80 % eingestellt wurden 
(Abb. 5). Die Variation der Porenvolumina bei gleicher Primärpartikelzahl wurde über die 
mittlere Partikelgröße und durch Kontaktstellensinterung erreicht. Alle Partikel wurden bei 
einer Reynolds-Zahl von 0,3 umströmt. Zusätzlich wurde für das Cluster mit einer Porosität 
von 50 % die Berechnung für Reynolds von 3 und 30 wiederholt, um den Einfluss der 
Anströmgeschwindigkeit bewerten zu können. Für die Umströmung von heterogenen 
(teilporösen) Partikeln sind bisher nur qualitative Ergebnisse verfügbar, die im folgenden 
Abschnitt aufgeführt sind. 
 
    
Abb. 5: Darstellung einer Auswahl der untersuchten Agglomeratvarianten, bestehend aus 
jeweils 500 Primärpartikeln mit Porositäten zwischen 50 und 80 %, Re = 0,3 
(Geschwindigkeitsschnitt durch das Partikelzentrum und Strombahnen) 
 
Ergebnisse und Diskussion 
Eine Zusammenfassung der wichtigsten Partikeleigenschaften der Parameterstudie ist in Abb. 
6 dargestellt. Alle Durchmesser sind auf den Sollwert des anströmflächenbezogenen 
Durchmessers normiert, der auf Basis der konvexen Hülle ermittelt wurde. Der mittlere 
Primärpartikeldurchmesser nimmt, wie zuvor beschrieben, mit steigender Porosität ab. Dies 
ist auch deutlich in Abb. 5 zu erkennen. Der anströmflächenäquivalente Durchmesser war 
neben der Porosität der zweite Zielparameter der Partikelgenerierung und wurde 
dementsprechend nahezu konstant gehalten. Erwartungsgemäß sinken der 
volumenäquivalente Durchmesser sowie die Sphärizität mit Zunahme der Porosität, der 
Trägheitsradius hingegen steigt an. Die Ursache für die leichte Streuung des 
Interzeptionsdurchmessers liegt wahrscheinlich in der zufallsbedingten geometrischen 
Asymmetrie der Cluster. Das reale Anströmflächenverhältnis (ohne Einbeziehung der 
konvexen Hülle) nimmt zusammen mit der Porosität zu, da die Bezugsgröße, der 
Durchmesser der volumenäquivalenten Kugel, abnimmt. Die fraktale Dimension, die mittels 
Box-Counting-Methode (BC) in 3D und 2D ermittelt wird, lässt ebenfalls auf eine 
unterschiedliche Partikelporosität rückschließen. Die abweichenden BC-Dimensionen des 
φ=50% φ=60% φ=70% φ=80% 
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Clusters mit 40 % Porosität ist auf eine andersartige innere Morphologie des Partikels 
zurückzuführen. Eine Strukturanalyse zeigte, dass die Porosität in diesem Fall nicht homogen 
über den Partikelquerschnitt verteilt ist. 
 
    
Abb. 6: Dimensionslose Partikeleigenschaften in Abhängigkeit von der Porosität: 
 flächen- und volumenäquivalenter Durchmesser 'Daes' bzw. 'Dves', mittlerer 
Primärpartikeldurchmesser 'Dmpp', Interzeptionsdurchmesser 'Dicpt', Trägheitsradius 'Rg', 
Sphärizität 'sphty' (links) und fraktale Dimension in 3D 'Dfbc3d' und 2D 'Dfbc2d', 
Anströmflächenverhältnis 'A/Aves' (rechts) 
 
Die Widerstandsbeiwerte aller Partikel sind für eine Reynolds-Zahl von 0,3 zum Vergleich in 
Abb. 7 (links) aufgetragen. In einem ersten Durchlauf wurden alle Widerstandskoeffizienten 
auf den konstanten anströmflächenäquivalenten Durchmesser ('Daes') bezogen. Die 
Berechnungen ergaben einen nahezu identischen Partikelwiderstand, der ca. 7 % niedriger im 
Vergleich zu dem einer flächengleichen, kompakten Kugel ('sphere') ausfällt. Dies spricht für 
eine zumindest partielle Durchströmung der porösen Partikel, die die Widerstandsreduktion 
verursacht. Eine geringe Widerstandsreduktion von ca. 10 % wurde von Vanni [Van00] für 
ein vergleichbares Durchmesserverhältnis von R/d = 5 (Partikel/Primärpartikel) und einer 
fraktalen Dimension von 2,5 bestätigt. 
Werden die erhaltenen Ergebnisse nachträglich auf den volumenäquivalenten Durchmesser 
('Dves') bezogen, erhält man zum einen eine deutliche Widerstandserhöhung und zum anderen 
eine wesentlich größere Streuung der Widerstandskoeffizienten. Dabei ist jedoch die 
Bedingung einer konstanten Reynolds-Zahl nicht mehr gegeben, so dass für einen 
aussagekräftigen Vergleich der beiden Bezugsgrößen eine Widerholung der Rechnungen 
nötig ist. Die Ergebnisse der unabhängigen volumenbezogenen Rechnungen ('Dves’') erfüllen 
das Reynolds-Zahl-Kriterium, weisen aber dennoch eine große Streuung auf. Zudem wird der 
Vergleichswert der Äquivalentkugel deutlich überschritten. 
Die Änderung des Partikelwiderstands in Abhängigkeit von der Reynolds-Zahl ist für das 
Agglomerat mit 50 % Porosität in Abb. 7 (rechts) dargestellt. Es zeigt sich ein analoger Trend 
zu den Untersuchungen bei einer Reynolds-Zahl von 0,3. Der anströmflächenbezogene 
Widerstand liegt stets unterhalb des Kugelwiderstands, wohingegen der volumenbezogene 
Wert den Agglomeratwiderstand überschätzt. 
 
Betrachtet man nun die ermittelten Partikelwiderstände in Abhängigkeit von der Porosität 
(Abb. 8, links) bzw. von der fraktalen Dimension, ist nur in Bezug auf die 
volumenäquivalente Berechnung eine klare Abhängigkeit zu erkennen. Die deutliche 
Zunahme des Volumenwiderstandes mit steigender Porosität ist zu erwarten und erklärt sich 
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aus der Abnahme des volumenäquivalenten Durchmessers bei etwa konstanter Anströmfläche 
der Agglomerate. Die flächenbezogenen Daten hingegen weisen nur eine geringe Streuung 
auf. Die Anströmfläche (bezogen auf die konvexe Hülle) ist bei allen Kandidaten gleichgroß 
und scheint zumindest für eine schleichende Umströmung der entscheidende Parameter zu 
sein. Die Partikelpermeabilität ist demnach bei den gegebenen Verhältnissen weitgehend 
unabhängig von der Partikelporosität, so dass kein wesentlicher Einfluss auf den 
Partikelwiderstand gefunden werden konnte. Hinsichtlich der Auftriebs- und 
Momentenbeiwerte ist sowohl für die flächenbezogene Auftragung (Abb. 8, rechts) als auch 
für die volumenbezogene Darstellung kein Zusammenhang erkennbar. Wahrscheinlich 
bewirkt die leichte Partikelasymmetrie einen größeren Einfluss hinsichtlich Auftrieb und 
Drehmoment als die innere Porosität. Weiterhin ist anzunehmen, dass die Anströmfläche 
keinen optimalen Bezugsparameter für die entsprechenden Beiwerte darstellt. Für eine 
genauere Analyse und ggf. zur Mittelwertbildung sind weitere Rechnungen mit einer Reihe 
unterschiedlicher Orientierungen notwendig. 
 
    
Abb. 7: Widerstandskoeffizient aller Partikel bezogen auf flächen- und volumenäquivalenten 
Durchmesser 'Daes' bzw. 'Dves'/'Dves’' bei Re = 0,3 (links) und Widerstandbeiwert des Partikels 
mit 50 % Porosität bei Re = 0,3 bis 30 (rechts) 
 
    
Abb. 8: Widerstandskoeffizient bei Re = 0,3 bezogen auf den flächen- und volumen-
äquivalenten Durchmesser 'Daes' bzw. 'Dves' (links) und Auftriebs- und Momentenbeiwert 
'LDaes' bzw. 'TDaes' bezogen auf den Flächenäquivalentdurchmesser 'Daes' (rechts) 
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Bezüglich der Umströmung heterogener Partikel sind bisher nur qualitative Ergebnisse 
erarbeitet worden. Abb. 9 zeigt die Umströmung eines hoch porösen, dendritischen Partikels, 
welches zu Beginn vollständig in eine Hüllmatrix eingebettet ist. Das Hüllmatrixvolumen 
nimmt über die Laufzeit durchmesserbezogen um 30 bzw. 60 % ab. Eine Reduktion des 
Partikelwiderstands (bezogen auf die initiale Anströmfläche) um etwa 12 bzw. 14 % 
gegenüber dem Ausgangszustand wurde ermittelt. 
 
       
Abb. 9: Umströmung eines heterogenen Partikels bei Re = 0,12 mit gradueller 
Volumenabnahme der in die Struktur eingebetteten Hüllmatrix 
 
Zusammenfassung und Bewertung 
Die Untersuchung der Umströmung poröser Agglomerate hat ergeben, dass für die 
betrachteten Partikeltypen bei schleichender Strömung nur ein geringer Einfluss der Porosität 
auf den Partikelwiderstand verzeichnet werden kann. Auftriebs- und Momentenbeiwert 
werden in unterschiedlichem, insgesamt jedoch geringem Maße modifiziert. Infolgedessen ist 
auch ein geringer Einfluss einer zeitlich schwindenden Eismatrix auf das rein aerodynamische 
Transportverhalten der Agglomerate zu erwarten. In Abhängigkeit der fraktalen Dimension 
bzw. des inneren Aufbaus realer Lyophilisate wäre jedoch ein abweichender Einfluss denkbar, 
da die betrachteten virtuellen Agglomerate einem stark vereinfachten Strukturmodell 
entsprechen. 
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Abstract 
Die Zerstäubung von Lacken mit sogenannten Hochrotationszerstäubern stellt heutzutage die 
wichtigste Applikationstechnik zur Erzeugung hochwertiger Lackschichten im Automobilbe-
reich dar. Mittels schnelldrehender Glocken mit entsprechender Geometrie erzeugt man auf 
der Glockentelleroberfläche sehr dünne Lackfilme mit Schichtdicken zwischen 15 und 25 µm, 
die dann an der Glockentellerkante in Filme oder Fäden und anschließend in Tropfen zerfal-
len.  
In der Praxis wird mit Hochrotationszerstäubern eine Vielzahl von Lacken zerstäubt, die sich 
in ihrem Fließverhalten signifikant voneinander unterscheiden können. Im vorliegenden Bei-
trag wird daher die Zerstäubung verschiedener Lacksysteme miteinander verglichen. Speziell 
werden dabei ein lösemittelhaltiger Lack mit annähernd Newtonschem Fließverhalten sowie 
ein strukturviskoser thixotroper Wasserbasislack betrachtet.    
Erwartungsgemäß wird sowohl bei Newtonschen Lösemittellacken wie auch nicht-Newton-
schen wasserbasierenden Lacksystemen eine sehr feine Zerstäubung beobachtet, wobei bei 
praxisgerechten Zerstäuberparametern (Glockendurchmesser und –drehzahl sowie Lackmas-
senströme) Sauter-Durchmessern im Bereich von 10 µm entstehen. Die Ergebnisse korrelie-
ren jedoch nur wenig mit theoretischen Modellen, die in einer früheren Untersuchung von 
Hochrotationszerstäubern entwickelt wurden. Insbesondere ist anzumerken, dass die betrach-
teten strukturviskosen Lacke trotz ihrer sehr niedrigen scheinbaren Viskositäten bei hohen 
Scherraten gröber zerstäuben als Newtonsche Systeme höherer Viskosität. Ob hier eventuell 
vorhandene viskoelastische Effekte eine Rolle spielen, kann im Moment noch nicht bestätigt 
werden.  
 
Einleitung 
Hochrotationszerstäuber stellen aktuell die modernste, aber auch aufwendigste Form der 
Lackzerstäubung dar. Insbesondere in der Automobilindustrie werden diese Zerstäuber robo-
tergestützt eingesetzt, wobei infolge der zusätzlichen elektrostatischen Unterstützung sehr 
hohe Auftragswirkungsgrade erreicht werden können. Gleichzeitig kann bei störungsfreiem 
Betrieb eine gleichbleibend hohe Qualität der erzeugten Lackschicht garantiert werden.  
Zu berücksichtigen ist allerdings, dass in kaum einer anderen vergleichbaren Anwendung 
dermaßen hohe Anforderungen an die Stabilität des Zerstäubungsprozesses existieren. Bereits 
wenige Tropfenereignisse außerhalb des üblichen Eigenschaftsbereiches können die Qualität 
der Lackschicht nachhaltig negativ beeinflussen, da die erzeugten Tropfen auf dem Objekt 
eine Schicht bilden, deren anfängliche Schichtdicke (im noch flüssigen Zustand) fallweise 
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unter 50 µm betragen kann. Darüber hinaus hängt der Prozess des Verlaufens der Tropfen 
nach deren Deposition auf dem Werkstück zu einer homogenen Schicht auch von der Viskosi-
tät des Materials und damit von der Abdunstung in der Flugphase ab.  
In der Summe kommt daher den Eigenschaften der erzeugten Lacksprays, d. h. insbesondere  
der Tropfengrößenverteilungen und der Tropfengeschwindigkeiten, große Bedeutung zu. Im 
vorliegenden Beitrag wird über das Ergebnisse entsprechender Messungen berichtet, wobei 
der Fokus auf einem Vergleich zwischen lösemittelbasierenden Lacken, die in der Regel 
Newtonsches Fließverhalten aufweisen, und strukturviskosen, thixotropen wasserbasierenden 
Lacksystemen liegt.     
 
Methoden/Versuche/Modelle 
Die Versuche wurden mit Hilfe eines Dürr-ECOBELL Hochrotationszerstäubers durchge-
führt, der den derzeitigen Stand der Technik repräsentiert. Abb. 1 zeigt den eigentlichen rotie-
renden Glockenteller, der mittels einer Luftturbine berührungslos angetrieben wird. Hinter 
dem Glockenteller befindet sich eine Reihe von Lenkluftdüsen, die zusammen mit der elek-
trostatischen Feldwirkung für ein Umlenken der eigentlich tangential abgeschleuderten Lack-
tropfen in axialer Richtung zum Werkstück hin sorgen.     
 
Abb. 1: Dürr Ecobell Hochrotationszerstäuber 
Als wichtigste applikationstechnische Parameter sind die Glockentellerdrehzahl sowie der 
Lackmassenstrom zu nennen. Diese wurden in den vorliegenden Untersuchungen zwischen 
20 000 und 60 000 1/min bzw. 100 bis 600 ml/min variiert. Wie noch gezeigt wird, stellt die 
Glockendrehzahl in Verbindung mit dem Glockendurchmesser die effektivste Möglichkeit zur 
Einstellung des Tropfenspektrums dar. Die betrachteten Ergebnisse wurden mit einer Glocke 
mit einem Durchmesser von 65 mm erhalten. 
Als die 2 wichtigsten Messverfahren kamen die Kurzzeitfotografie (Belichtungszeit 20 ns) zur 
qualitativen Beobachtung des Zerfallsvorganges sowie die Fraunhofer Beugungsspektro-
metrie (Messbereich ca. 0,5 bis 330 µm) zur Messung der erzeugten Tropfengrößenverteilun-
gen zum Einsatz. Die entsprechenden experimentellen Aufbauten sind in Abb. 2 dargestellt. 
Aufgrund früherer experimenteller Untersuchungen [Dom06a] und numerischer Simulationen 
[Dom05] wurde der Messort des Beugungsgerätes mit einem Abstand von ca. 10-20 mm sehr 
nahe an die Glockentellerkante gelegt, da man nur an dieser Position die original produzierten 
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Tropfenspektren beobachten kann. Unmittelbar stromab entstehen bereits Strömungseffekte, 
welche die Messergebnisse des konzentrationsgewichtenden Verfahrens signifikant verfäl-
schen. Die bereits erwähnte Lenkluft wurde so eingestellt, dass möglichst störungsfreie Mes-
sungen ohne nennenswerte Verschmutzung der Optiken durchgeführt werden konnten. Dabei 
konnte man sich auf das Ergebnis verschiedener Simulationsrechnungen abstützen, in denen 
gezeigt wurde, dass die zusätzliche Luftgeschwindigkeit im Vergleich zur Tangentialge-
schwindigkeit des Glockentellerrandes vernachlässigt werden kann. In gleicher Weise wurde 
ein möglicher Einfluss der elektrostatischen Aufladung auf die Zerstäubung nicht berücksich-
tigt.           
   
Abb. 2: Messanordnungen zur Kurzzeitfotografie (links) und Fraunhofer-Beugung (rechts) 
Die Versuche wurden mit Lacksystemen durchgeführt, die üblicherweise mit Hochrotations-
zerstäubern in automobiler Anwendung appliziert werden. Es handelt sich insbesondere um 
wasserlösliche farbton- und effektgebende Basislacke sowie um lösemittelbasierende Klarla-
cke. Die Fließeigenschaften typischer Vertreter dieser Lacksysteme sind in Abb. 3 dargestellt. 
Die Messungen erfolgten mit einem Rotationsviskosimeter (Kegel-Platte-System) in einem 
Scherratenbereich zwischen 1 bzw. 10 und 2000 1/s. Höhere Scherraten, die speziell auch für 
die Zerstäubung von Interesse wären, können nur sehr schwer realisiert werden, unter ande-
rem auch aufgrund der in den Lacken enthaltenen Festkörperpartikeln. Spezielle Dehnrheo-
meter, wie unter anderem das Streching-Filament-System [Dom06b], können für reale Lacke 
überhaupt nicht eingesetzt werden. 
   
Abb. 3: Fließ- und Viskositätskurven eines Basislackes (links) und eines Klarlackes (rechts) 
Trotzdem wird bereits in diesen limitierten Darstellungen deutlich, dass die Wasserlacke sig-
nifikant strukturviskos eingestellt sind und ihre scheinbare Viskosität bei hohen Scherraten 
die Viskositäten der nahezu Newtonschen Lösemittelsysteme deutlich unterschreitet. Hinzu 
kommen darüber hinaus die vorhandene Thixotopie sowie dynamische Effekte, über deren 
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Einfluss keine Aussagen gemacht werden können. Die statischen Oberflächenspannungen der 
untersuchten Lacke liegen sämtlich zwischen 27,5 und 30,0 mN/m und unterscheiden sich 
daher nur marginal.         
 
Ergebnisse und Diskussion 
Die weitere Ergebnisdiskussion befasst sich ausschließlich mit sogenannten glatten Glocken, 
d.h. Glocken, die am Rande keine Rändelung oder Zähnung aufweisen. In diesem Fall bleibt 
der Lack ungestört als dünner Film bis zum Glockentellerrand erhalten. Dabei liegen die 
rechnerischen Schichtdicken zwischen 15 und 30 µm. Wie bereits früher gezeigt [Dom06a], 
gibt es 2 hauptsächliche Zerfallsmechanismen, den sogenannten Fadenzerfall, bei dem unmit-
telbar am Glockentellerrand einzelne Fäden entstehen, und den Filmzerfall, bei dem der an-
kommende Film als Ganzes ablöst und dann zerfällt. Dabei hängt der entstehende Mechanis-
mus in der Hauptsache von der We-Zahl sowie der Durchflusskennzahl q ab und es wurde 
eine kritische Durchflusskennzahl abgeleitet, bei deren Überschreiten der Filmzerfall domi-
niert.   
0404.0)ln(0034.0  Weqcrit      (1) 
We- und Durchflusskennzahl sind wie folgt definiert: 
D
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D
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


πσ
ρ2
;
σ
ρπ 232 
   (2) 
In den Abbildungen 4-6 sind für einen konstanten Lackvolumenstrom von 400 ml/min und 
steigenden Drehzahlen (und damit steigenden We-Zahlen) die Zerfallsprozesse von Newton-
schem Klarlack (links) und strukturviskosem Basislack (recht) miteinander verglichen. Ten-
denziell wird die Aussage von Gl 1. bestätigt, d. h. bei gleichbleibender Durchflusszahl wer-
den die ablösenden Filme mit höherer Drehzahl kürzer und es kommt zu einem Übergang 
zum Strahlzerfall. Nach Gl. 1 liegt der Zerfallsprozess bei 10 000 1/s im Bereich des Filmzer-
falls, bei 30 000 1/s gerade im Übergangsbereich und bei 50 000 1/s im Bereich des Strahlzer-
falls. 
Auf der anderen Seite sind, auch unter Berücksichtigung der schwankenden Qualität der Auf-
nahmen, deutliche Unterschiede zwischen Klarlack und Basislack zu erkennen. Nominell ha-
ben beide Lacke sehr ähnliche Oberflächenspannungen und damit bei gleichen Zerstäuberpa-
rametern auch ähnliche We-Zahlen. Im Falle des Basislackes sind jedoch lediglich bei einer 
Glockendrehzahl von 10 000 1/s ansatzweise Filme zu erkennen. Daher ist von zusätzlichen 
Effekten auszugehen, die durch Gl. 1 nicht berücksichtigt werden. Hierzu ist anzumerken, 
dass der Hauptunterschied zwischen den beiden Lacksystemen in der Viskosität bei hohen 
Scherraten liegt, die beim strukturviskosen Basislack auf abgeschätzte Werte zwischen 10 und 
20 mPas absinkt und somit wesentlich niedriger ist als beim Klarlack. Es kann daher davon 
ausgegangen werden, dass die auf dem Glockenteller entstehenden Filme wesentlich dünner 
sind und eine höhere Geschwindigkeit aufweisen, was den Zerfallsprozess nachhaltig beein-
flusst. Es handelt sich also um einen Re-Zahl Effekt, der in Gl. 1 bislang nicht berücksichtigt 
wurde.    
Die dargestellten Veränderungen in den Zerfallsprozessen im Vergleich der beiden Lacksys-
teme sollten sich auch bei den entstehenden Tropfengrößenverteilungen bemerkbar machen. 
In der Abb. 6 sind daher die gemessenen Tropfengrößenverteilungen bei 400 ml/min Lackvo-
lumenstrom und 10 000 bzw. 50 000 1/min vergleichend dargestellt. Hier wird sichtbar, dass 
der Basislack systematisch gröber zerstäubt, obwohl dessen scheinbare Viskosität bei sehr 
hohen Scherraten deutlich niedriger ist als die Viskosität des Klarlackes. Konsistent ist dieses 
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Ergebnis allerdings mit den Beobachtungen aus dem Zerfallsprozess, wo der Basislack insge-
samt eine höhere Anzahl an länglichen Ligamenten erzeugt, die auch in weiterer Entfernung 
vom Glockentellerrand noch erhalten bleiben. Die sich darin andeutende Behinderung des 
Zerfallsprozesses führt offensichtlich zu einer Reduktion der entstehenden kleinen Tropfen. 
Es kann nur vermutet werden, dass hierdurch eine vorhandene viskoelastische Komponente 
des Lacksystems zu Ausdruck kommt. Die im Basislack vorhandenen Metallicpartikel mit 
einem Größenbereich zwischen 2 und 20 µm haben zumindest in diesem Fall keine sichtbaren 
Auswirkungen.   
           
Abb. 4: Zerfallsprozess bei Klarlack (links) und Basislack (rechts), 10 000 1/s, 400 ml/min  
              
Abb. 5: Zerfallsprozess bei Klarlack (links) und Basislack (rechts), 30 000 1/s, 400 ml/min  
       
Abb. 6: Zerfallsprozess bei Klarlack (links) und Basislack (rechts), 50 000 1/s, 400 ml/min  
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Die globalen Auswirkungen der wichtigsten Applikationsparameter, hier der Drehzahl und 
des Lackvolumenstromes, sind in den Abb. 7 und 8 zusammengefasst. Es zeigt sich wie in 
früheren Untersuchungen, dass bei den betrachteten Hochrotationszerstäubern und Parametern 
der Lackvolumenstrom praktisch keinen Einfluss auf die mittleren Durchmesser besitzt. Do-
minant für die Zerstäubungsfeinheit ist daher neben den rheologischen Eigenschaften des 
Lacksystems die Glockendrehzahl. Für die Praxis entsteht daraus der große Vorteil, dass über 
die Farbmenge die Lackschichtdicke ohne signifikante Änderung der die Qualität beeinflus-
senden Tropfeneigenschaften gezielt eingestellt werden kann.     
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Abb. 6:  Vergleich der gemessenen volumenbezogenen Tropfengrößenverteilungen bei 400 
ml/min und 30 000 1/s (links) bzw. 50 000 1/s (rechts)  
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Abb. 7:  Einfluss der Glockendrehzahl (links) und des Lackvolumenstromes (rechts) auf den 
Sauter-Durchmesser  
In einer früheren Untersuchung [Dom06a] wurde anhand Newtonscher Wasser-Zucker-
Alkohol Gemische für den Strahlzerfall nachfolgende Gleichung für die Vorhersage des Sau-
ter-Durchmessers in Funktion der dimensionslosen Kennzahlen abgeleitet.    
41.058.0056.0
32 60.0 qWeReD 
     (3) 
Die daraus resultierenden Zahlenwerte sind in Abb. 8 für Lackmassenströme von 200, 400 
und 600 ml/min mit den experimentellen Resultaten jeweils in Abhängigkeit von den Glo-
ckentellerdrehzahlen verglichen. Grundsätzlich zeigt sich ein ähnlicher Verlauf, allerdings 
sagt das theoretische Modell insbesondere bei niedrigen Drehzahlen bis zu 50 % niedrigere 
mittlere Durchmesser voraus. Im Moment kann daraus lediglich geschlossen werden, dass das 
anhand von Fluiden mit Viskositäten bis maximal 35 mPas entwickelte Modell nicht auf Klar-
lacke mit Viskositäten von über 80 mPas extrapoliert werden darf. Darüber hinaus macht das 
Modell bei den untersuchten strukturviskosen Fluiden ebenfalls keinen Sinn, da es, in Anbet-
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racht der noch niedrigeren scheinbaren Viskositäten bei hohen Scherraten, deutlich zu niedri-
ge mittlere Durchmesser vorhersagt.           
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Abb. 8:  Vergleich zwischen gemessenen und durch Gl. 3 vorhergesagten mittleren Sauter-
Durchmessern  
 
Zusammenfassung und Bewertung 
Sowohl Newtonsche Lösemittellacke wie auch nicht-Newtonsche wasserbasierende Lacksys-
teme zeigen die für die Hochrotationszerstäubung typische feine Zerstäubung, wobei bei pra-
xisgerechten Zerstäuberparametern (Glockendurchmesser und –drehzahl sowie Lackmassen-
ströme) Sauter-Durchmessern im Bereich von 10 µm entstehen. Diese Zerstäubungsfeinheit 
ist letztendlich eine wichtige Komponente für die entstehende hohe Lackfilmqualität. Leider 
korrelieren die Ergebnisse jedoch nur ansatzweise mit theoretischen Modellen, die im Rah-
men früherer Untersuchung anhand einfacherer Fluide entwickelt wurden. Während der Zer-
fallsvorgang für das Newtonsche Lacksystem noch in etwa den Erwartungen entspricht, zeigt 
der strukturviskose Lack eine langanhaltende Tendenz zum reinen Strahlzerfall. Beide Syste-
me zerstäuben im Übrigen deutlich gröber als es das Modell vorhersagt. Insbesondere ist an-
zumerken, dass die betrachteten strukturviskosen Lacke trotz ihrer sehr niedrigen scheinbaren 
Viskositäten bei hohen Scherraten größere mittlere Durchmesser erzeugen als Newtonsche 
Systeme höherer Viskosität. Ob hier eventuell vorhandene viskoelastische Effekte eine Rolle 
spielen, kann im Moment noch nicht bestätigt werden. Darauf deuten allerdings die in Zer-
fallsmustern zu beobachtenden langen Ligamente hin, die auch in größeren Abständen von 
der Glockentellerkante erhalten bleiben.   
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Abstract 
Emulsions are extensively used in food, flavor, cosmetic, pharmaceutical, and coating 
industries. Due to their compartmentalized internal structure, double emulsions offer 
advantages in encapsulation processes such as the ability to carry both polar and non-polar 
components. Additionally they enhance the control release property of desired components 
[Han08]. Atomization of emulsions is a process method of interest for encapsulation of 
flavors, nutrients, or colors, applied in industrial scale. The aim of this project is the 
production of well-defined microstructured solid particle through prilling process (spray and 
chilling). The solid particle will contain functional components such as nutrients or flavors 
(Fe-salt/vitamin/d-limonene etc.) in its core/inner layers.  
Present studies show the characteristics of emulsion spraying with different spray nozzles 
(internal or external mixing and full cone nozzle). In a first stage, simple emulsions were 
prepared either oil in water (O/W) or water in oil (W/O). Then double emulsions (O/W/O and 
W/O/W) with mainly 30%wt dispersed phase containing 30 to 40%wt inner emulsion droplets 
of O/W or W/O. The microstructure change of simple and multiple emulsions during spraying 
process (without chilling) have been investigated for different air to liquid ratios (A/L). The 
experimental results show that the microstructure of emulsions was influenced by the A/L 
ratio. The droplet size decreases with increasing air pressure (maximum air pressure 4 bar) at 
constant liquid flow rate of 0.2 L/min. Viscosity and loss modulus of the emulsion increases 
with decreasing droplet size of the emulsion.  
Another set of experiments was performed in order to produce solid particles of simple and 
double emulsion through prilling process (spraying and chilling). The microstructure was 
investigated by cryo-scanning electron microscopy (Cryo-SEM). It shows that the structure 
differs from the original initial (liquid) emulsions, but it keeps the same order of the core 
structure (encapsulation). 
 
Keywords: Emulsion, multiple-emulsion, atomization, encapsulation, prilling, cryo-SEM. 
 
Introduction  
Emulsions consist of a dispersed droplet in an immiscible liquid continuous phase. The 
dispersed phase can be either droplets of a single liquid (in the case of simple emulsion), or an 
emulsion (in the case of a double or multiple emulsion) [Bib02]. Emulsions are often used in 
food, flavor, cosmetic, pharmaceutical, and coating industries. The wide usage reflects that 
emulsions can have both hydrophilic or lipophilic cores giving an opportunity to enclose both 
polar and non-polar components. Double emulsions can offer advantages over simple 
emulsions for encapsulation, as they have the capacity to hold both polar and non-polar 
components, and to protect them from environmental impact. Correspondingly, it enhances 
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the control-release property of desired components in an appropriate environment. Several 
processes [Mad06] can be used for the encapsulation such as spray drying, fluid bed drying, 
spray cooling, extrusion, coacervation, and molecular inclusion etc. However, atomization of 
emulsions in a controlled manner is a growing research field for food engineers, where 
encapsulation of food ingredients on the industrial scale is required.  
The aim of the present work is the production of well-defined microstructured solid particles 
of simple and multiple emulsions through prilling process (spray and chilling). The produced 
solid particle should have well-defined inner structures or inner cores that can be filled with 
functional food components (such as nutrients or flavors). The sustainability of the inner 
compartment during storage under storage condition is crucial point for encapsulation of 
ingredients. Agglomeration characteristics of solid particles and diffusion of encapsulated 
ingredients/nutrients through the inner layer to outer phase has to be done to characterize the 
encapsulation capacity of coating material. The controlled release properties of encapsulated 
materials are another key point for the applicability [Bon09]. The study discuss here will 
mainly demonstrate the influences of spray process parameters on the microstructure of the 
simple and double emulsions, and try to illustrate the method to keep the internal structure of 
the emulsion unchanged. A schematic representation of the desire process is shown in  
Figure 1. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
The methods are already well known to produce emulsions of defined microstructure [Eis04, 
Oku04; Gra04; Flo81; Hak08; Bib99; Maa96, Isr94, Fic98]. However, very few researchers 
investigated the break-up of emulsions during spraying [Bro09] and produced well-defined 
microstructured emulsions or solid particles of emulsions. Present studies show the 
characteristics of emulsion spraying with different spray nozzles (internal/external mixing and 
full cone nozzle) at different operating conditions. The microstructure change of simple and 
multiple emulsions during spraying process (without chilling) are investigated for different air 
to liquid (A/L) ratios.  
 
Experiments and Methods 
Emulsions preparation for prilling process 
Two different model emulsions (O/W and W/O) of simple emulsion (Figure 2a) were 
prepared, where continuous phase was sunflower oil (Florin AG.) containing 2%wt Span 20 
(Fluka, Switzerland) as emulsifier and 5%wt PGPR (Polyglycerol polyricinoleate, DANISCO, 
Denmark) as stabilizer as well as emulsifier. On the other hand, the continuous phase water 
was containing 2%wt Tween 20 (Fluka, Switzerland) as emulsifier and 10%wt of PEG 
(Polyethylene Glycol; Clariant, Switzerland) as stabilizer. Simple emulsions were produced 
by a rotor-stator (Polytron PT6000, Kinematica AG.) device. The mean size of the droplets
strongly depends on the power applied. Similarly, double emulsions (O/W/O and W/O/W; 
Figure 2b) were prepared by a two-step method using the same emulsifier and stabilizer with 
different concentration so that the weighted HLB (hydrophilic-lipophilic balance) value is 
higher than 10 for W/O/W and lower than 8 for O/W/O . At first, simple emulsions 
Figure 1: A schematic presentation of present project for the production of microstructured solid particle of 
emulsions. 
Emulsion 
droplet 
Inner 
droplet 
Prilling Freeze-
drying 
Emulsion particle 
Emulsion 
(W1/O/W2) 
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were produced by the rotor-stator device (Polytron PT6000, Kinematica AG.), where the size 
of the droplets was maintained as small as possible (mean size about 1 μm). In a second step, 
the double emulsions were produced by rotating membrane emulsification (ROME, 
Kinematica AG.). Double emulsions contain the simple emulsions (as prepared in the first 
step) as disperse phase and droplet size of the double emulsion mainly depends on the 
rotational speed of membrane at constant flow rates of continuous and disperse phase. 
 
 
 
 
 
Simple emulsions contain commonly 20%wt or 40%wt of dispersed phase of oil-in-water 
(O/W) and water-in-oil (W/O) emulsion and double emulsions (O/W/O and W/O/W) contain 
30%wt dispersed phase, which contains 30%wt or 40%wt inner emulsion droplets (of O/W or 
W/O emulsion).  
 
Analytical instrumentation 
To study the characteristics of the emulsion system, emulsion breakup during spraying and  
 
 
 
 
the microstructure of solid particles (product from emulsions after prilling), several analytical 
techniques were applied. The characterization of emulsions consists of the size and size 
distribution of emulsion droplets, rheological characteristics of emulsion and microstructure 
of emulsion droplets. The droplet size and size distribution of the emulsions (before and after 
spraying of emulsion) were studied by the Laser diffraction Particle Size Analyzer, LDPSA 
(LS 13320, Beckman Coulter, Inc.). The direct and qualitative observation of the simple and 
double emulsions (before and after spraying) was done by the inverse light microscopy 
(Nikon AG.). The droplet size of emulsion was observed by the inverse light microscopy as 
 


 

	

Figure 2: Schematic presentation of (a) simple emulsions (W/O or O/W) and (b) double emulsions 
(W/O/W or O/W/O). 
Figure 3: Inverse light microscopy picture of (a) simple emulsions (W/O) and (b) double emulsions (W/O/W). 
(a) (b) 
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shown in Figure 3. The droplet size and size distribution of the emulsions were measured by 
the Laser diffraction particle size analyzer applying the Fraunhofer model. The sizes of the 
droplets inside the double emulsions (outer shell only) were estimated by LDPSA, while the 
sizes of the inner droplets were measured separately in simple emulsions. Since the membrane 
emulsification is a gentle way for emulsion preparation [Gra05], it was assumed that the 
droplet size of inner simple emulsion is not influenced during preparation of double emulsion. 
The shear rate dependent viscosity of the simple and double emulsions (before and after 
spraying, without chilling) was measured using Physica MCR 300 (Couette geometry, 
measuring gap 1.13 mm) rheometer. The identical geometry was also used to measure 
dynamic moduli (storage and loss modulus) of the same emulsion systems by applying a 
deformation rate of 2%. The Cryo-SEM (SEM Gemini 1530, Electron Microscopy ETH 
Zurich) was used for analyzing the internal microstructure of the solid particles (of simple and 
double emulsions) produced by prilling process. Analysis of the size and size distribution of 
solid particles of emulsions through prilling process were performed by sieving (equivalent 
mean sieve diameter of 40 to 2000 μm) method. 
 
Prilling experimental set up  
The spraying tower for pilot plant prilling process is shown in Figure 4a, where the internal 
diameter and height of the tower is 1 m and about 4.5 m respectively. On the other hand, an 
additional small spraying tower (length of square arm is 0.7 m, and height is 2 m) was 
constructed to observe the spraying (without chilling) of emulsion process and monitoring the 
filament breakup of emulsions during spraying using a high-speed camera. Three different 
types of nozzle geometries (Table 1) were used for the experimental investigations as shown 
in Figure 4b. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
                        
 
 
 
 
 
 
Nozzle Types Specifications  
Internal mixing Internal diameter (mm): 0.5, 0.7 
Serial: 1/4J-SS+SU12-SS-2850, Spraying Systems AG. 
External mixing Internal diameter (mm): 0.5, 0.7 
Serial: 1/4J-SS+SU2-SS-2850, Spraying Systems AG. 
Full cone nozzle Internal diameter (mm): 0.9, 1.0 
Serial: 150.150.005, Lechler GmbH 
Figure 4: (a) Photograph of the prilling tower in pilot plant, (b) sketches 
of different nozzle geometries. 
Table 1: Three different types of nozzle geometries and their specifications. 
Gas Liquid Liquid Gas 
Internal 
mixing 
External 
mixing 
Full cone 
nozzle 
Liquid 
Gas 
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Results and discussions  
Spraying of simple emulsions 
Emulsions were sprayed in the small tower (see experimental set up) to observe the influence 
of nozzle geometries (internal/external mixing, full cone nozzle) on microstructure of 
emulsions. The effect of air to liquid flow rate ratio (or/and air to liquid pressure ratio) was 
also studied employing different nozzles. The microstructure of the initial emulsion was well 
defined (the droplet size of emulsion is marked in graphs at zero Pair/Pliq or GLR) that can be 
easily compared with sprayed emulsion. In general, a higher-pressure ratio corresponds to 
smaller droplet of the sprayed emulsions. Figure 5a shows that when the droplet size (di) of 
emulsion (before spraying) is smaller (about  7 μm), then the droplet size of the emulsion is 
not much influenced by the A/L pressure ratio (maximum air pressure 4 bar) in the case of 
full cone nozzle. However, droplet size of the emulsion cannot be decreased further, because 
of insufficient stress applied. Explicitly, the energy per unit volume of liquid during 
production of the emulsion by rotor stator was much higher than the applied spraying energy. 
However, bigger initial droplet sizes ( 10 μm) of the emulsions were gradually decreased 
with increasing the A/L pressure ratio. On the other hand, the droplet size of the emulsion 
became much smaller by the internal mixing nozzle than the full cone nozzle with increasing 
the A/L pressure ratio (Figure 5b). For both nozzle geometries, the droplet size distribution 
was moving to the smaller droplet sizes for the higher A/L pressure ratio as shown in Figure 
6a. In Figure 6a, only results for the full-cone nozzle are shown, even though the similar 
effect was also observed for the internal mixing nozzle. The polydispersity index (PDI) was 
not changed by the A/L pressure ratio for the both nozzle geometries (Figure 6b). 
Consequently, the viscosity of the emulsion was increased with decreasing droplet size (due 
to higher A/L pressure ratio) of the emulsion (Figure 7). 
 
 
 
 
To start with, the simple emulsions were sprayed to investigate and for better understand of 
spraying of emulsion applying different nozzle geometries and operating conditions. Double 
emulsions are rather complex and therefore need thorough studies to implement the idea to 
prilling process.  
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(a)                                                                                   (b) 
Figure 5: Influence of A/L pressure ratios on emulsion (40% O/W) droplet size for 
(a) the full-cone nozzle and (b) the internal mixing nozzle. 
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Similar to the experiments with simple emulsion (SE), double emulsions (DE) were also 
sprayed using two different nozzles (internal and external mixing nozzle) but without chilling. 
In our experiments, two different DE systems (W/O/W and O/W/O) were studied, but for both 
emulsion systems similar results were found. Here only the experimental results for W/O/W 
emulsion are described. The influence of ‘gas to liquid mass ratio’ (GLR) on size distribution 
of emulsion droplet was investigated. In Figure 8b and Figure 9b, critical GLR value for 
starting the spraying were shown for both geometries. We observed that the internal mixing 
nozzle requires much higher GLR value (about 0.25) to initiate the spray of emulsion 
compared to external mixing nozzle (GLR  0.055). The size distribution of emulsion droplets 
was observed left shifted over increasing GLR for both geometries with nozzle diameter 0.5 
mm (Figure 8a and Figure 9a). At higher GLR, the applied stress is high enough to break 
down the outer shell of the double emulsion leading to a left shift in the plot of the size 
distribution.  However, using an external mixing nozzle, the emulsion droplet mean size, X50,3 
Figure 7: Influence of A/L pressure ratio on the viscosity of emulsion (40% O/W) using 
(a) a full-cone nozzle and (b) an internal mixing nozzle. 
Pair/Pliq 
 Pair/Pliq = 0.85 
 
 Pair/Pliq = 2.8 
(a)                                                                                (b)  Pair/Pliq = 0.15 
 
 Pair/Pliq = 1.34 
100 
Figure 6: Influence of A/L pressure ratio on (a) emulsion (40% O/W) droplet size distribution for full-
cone nozzle (mean droplet size of the initial emulsion was about 9.84 m) and (b) PDI for full-cone (mean 
droplet size of the initial emulsion was about 9.84 m) and internal mixing nozzle (mean droplet size of 
the initial emulsion was about 10.68 m). 
(a)                           (b) 
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and X90,3 were decreased gradually over increasing GLR (Figure 8b). On the other hand, mean 
size of the emulsion droplets X50,3, and X90,3 was decreasing fast above the critical GLR value 
(Figure 9b) for the internal mixing nozzle.  
 
 
 
 
 
 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
The viscosity and loss modulus was measured for all samples of emulsion before and after 
spraying. As the droplet size was varying with different GLR value, the viscosity and loss 
modulus also changed. Figure 10 shows the shear rate dependent viscosity and loss modulus 
of the samples (DE, A2, A6 as in Figure 8). Due to decrease in droplet size of the disperse 
phase with increasing GLR value, the corresponding viscosity was increased (Figure 10a), 
and a small increase in the loss modulus was observed (Figure 10b). In this study, our aim is 
to keep the major microstructure in emulsion during spraying. However, a defined energy per 
unit volume is required for making spray-particles or particle with specified size. The 
corresponding stress is responsible for breaking of the emulsion droplets. In Figure 11, the 
droplet size of the emulsion as X90,3 and X90,3 of same sample after shear rate dependent 
viscosity measurement (shear rate values from 0.01 to 1000 s
-1 
for up and down 
measurements) is plotted versus GLR. At the lower GLR ranges, the droplet size (X90,3) 
Figure 9: Spraying of double emulsion 30% (40% W/O)/W using an internal mixing nozzle, (a) Size 
distribution of double emulsion (DE) with inner simple emulsion (SE), and five different samples (In_1 to 
In_5) of double emulsion produced by spraying with different GLR values; (b) X50,3 and X90,3 is a function 
of GLR. 
Spraying starts   (a)                                                                                   (b) 
5 ,  
Figure 8: Spraying of double emulsion 30% (40% W/O)/W using an external mixing nozzle, (a) Size 
distribution of double emulsion (DE) with inner simple emulsion (SE), and six different samples (A1 to 
A6) of double emulsion produced by spraying with different GLR values; (b) X50,3 and X90,3 changes with 
GLR. 
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decreases further due to shear during viscosity measurements. The reason is that the applied 
energy per unit volume is higher due to shear inside the rheometer than during spraying at 
lower GLR value. Due to higher energy input, the droplets break up further to an equilibrium 
state of droplet size (dispersion). On the other hand, the droplet size is smaller after spraying 
at the higher GLR value than after shearing of the same sample by the rheometer. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Due to lower applied energy (during viscosity measurement), the final droplet size approaches 
to an equilibrium, which was bigger than the droplet size produced by spraying at higher GLR 
(coalescence). 
 
 
 
 
 
Prilling of emulsions 
Experiments were carried out for atomization of simple and double emulsion through the 
prilling process to produce solid particles. In Figure 12a, the inverse light microscopy picture 
of a double emulsion containing 30% disperse phase (with 20% of W/O simple emulsion) is 
shown. The emulsion was sprayed at 3 bar air pressure (relatively high pressure to ensure that 
the produced particles are small enough) with a full cone nozzle at  
-30 °C. The produced particles were analyzed by cryo-scanning electron microscopy (cryo-
SEM) to observe the microstructure. In spite of higher applied pressure during spraying, the 
emulsion particles contain some inner cores (droplet of inner simple emulsion) that are clearly 
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Figure 11: The change in X90,3 as a function of GLR and the same sample after shearing for shear rate 
dependent viscosity measurement (from 0.01 to 1000 s
-1
).  
Figure 10: Rheological measurements of double emulsions with 30 % (40 % W/O)/W and sample produced 
by spraying using external mixing nozzle at 20 °C, (a) shear rate dependent viscosity versus shear rate, and 
(b) loss modulus versus frequency. (size and size distribution of samples are shown in Figure 8) 
Dispersion 
Coalescence  
10 
100 
0.1 1 10 100 1000 
V
is
co
si
ty
, 
m
P
a.
s 
Shear rate, 1/s 
DE 
A2 
A6 
0.02 
0.2 
1 10 
L
o
ss
 m
o
d
u
lu
s,
 G
'',
 P
a 
Frequency, rad/s 
DE 
A2 
A6 
(a)                                                                                     (b) 
Seite 78 von 316
SPRAY 2010 
9. Workshop über Sprays, Techniken der Fluidzerstäubung und Untersuchung von Sprühvorgängen 
Heidelberg, 3.-5. Mai 2010 
 9
represented by the cryo-SEM pictures (Figure 12b).   
 
 
 
 
 
Conclusion 
The experimental results show that the change of microstructure of emulsions was influenced 
by the A/L pressure ratio. The droplet size of emulsion decreases with increasing air pressure 
at constant liquid flow rate. Consequently, viscosity and loss modulus of the emulsion 
increases with decreasing droplet size of emulsion. However, in case of lower droplet size of 
the dispersed phase, the applied stress was not sufficient for further break up of the droplets 
using full cone nozzle. In case of double emulsion, the droplet size decreases more using an 
external mixing nozzle at lower GLR value than the internal mixing nozzle. However, the 
internal mixing nozzle is much efficient in terms of smaller droplet size and polydispersity of 
samples. 
Prilling (atomization and chilling) experiments were done for production of solid particles. 
The microstructure of the produced solid particle was investigated by cryo-scanning electron 
microscopy (cryo-SEM) and it shows that it contains similar structure to the initial emulsions.  
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Abstract 
 
Sprühgefriertrocknungsverfahren befinden sich in der Entwicklung für pharmazeutische 
Anwendungen. Das Verfahren ermöglicht die Herstellung von leichten, porösen, sphärischen 
Partikeln. Dabei wird eine Lösung durch Sprühen in eine sehr kalte Umgebung eingefroren und 
anschließend mittels Sublimation getrocknet.   
Die im DFG SPP-1423 eingegliederte Arbeit „Tropfenstrahlgefriertrocknung zur Herstellung 
von Protein-Inhalanda“ beinhaltet einerseits die Entwicklung und numerische Simulation (AG 
Prof. Sommerfeld, Universität Halle-Wittenberg) eines kontinuierlichen 
Sprühgefriertrocknungsprozesses und andererseits die Charakterisierung der damit 
hergestellten Partikel, der so genannten Sphärolyophilisate.  
 
Mit einer Einstoffdüse wird ein Flüssigkeitsstrahl erzeugt, der durch einen piezoelektrischen 
Impuls einen gleichmäßigen Tropfenabriss erfährt. Der eingestellte Tropfenstrahl wird in einen 
Sprühturm geleitet, welcher von außen mit flüssigem Stickstoff gekühlt wird. Die Tropfen 
durchfrieren im Bruchteil einer Sekunde und werden in einem ebenfalls mit flüssigen 
Stickstoff gekühlten Gefäß aufgefangen. Die derart eingefrorenen Partikel werden 
anschließend in einem Gefriertrockner getrocknet.  
Die verwendeten Proteinlösungen sind hinsichtlich ihrer Viskosität, Dichte und 
Oberflächenspannung untersucht worden, um den Einfluss der Lösungseigenschaften auf die 
Partikeleigenschaften zu prüfen. Die hergestellten Partikel sind u.a. hinsichtlich des Aussehens 
(REM) und ihrer Größenverteilung untersucht worden.  
 
Der oben beschriebene Aufbau ist geeignet zur Herstellung von proteinhaltigen 
Sphärolyophilisaten, die resultierenden Partikeleigenschaften werden jedoch wesentlich von 
den Prozessparametern beeinflusst. Insbesondere die Einfriertemperatur und damit die 
Einfriergeschwindigkeit haben einen bedeutenden Einfluss auf die Sprühgefriertrocknung.  
 
 
Teile dieser Arbeit befinden sich zurzeit in einem Patentmeldungsverfahren. Daher kann der 
Volltext noch nicht veröffentlicht werden.  
 
Seite 81 von 316
SPRAY 2010 
9. Workshop über Sprays, Techniken der Fluidzerstäubung und Untersuchung von Sprühvorgängen 
Heidelberg, 3.-5. Mai 2010 
 1 
 
 
Experimentelle Ansätze zur Optimierung von 
Rotationszerstäubern 
 
Dipl.-Ing. Sandra Eilmus 
Prof. Dr.-Ing. Dieter Krause 
 
Institut für Produktentwicklung und Konstruktionstechnik (PKT), TU Hamburg-Harburg 
Denickestraße 17, 21073 Hamburg 
Email: sandra.eilmus@tuhh.de 
 
 
Abstract 
Rotationszerstäuber bieten durch ihre druckfreie Arbeitsweise ökologische und ökonomische 
Chancen in Anwendungen, die besonders feine Sprühbilder erfordern. Da die Auswirkungen 
verschiedener Betriebs- und konstruktiver Parameter auf die Zerstäubungsfunktion von 
Becherrotationszerstäubern sehr komplex sind, ist das Einbinden experimenteller Erkennt-
nisse bei der Auslegung erforderlich. Aus diesem Grund wird in diesem Beitrag ein expe-
rimenteller Ansatz beschrieben, wie der Funktionsbereich am Beispiel einer ULV-Segment-
Rotationsdüse für die Anwendung unterschiedlicher viskoser Flüssigkeiten untersucht und 
gezielt erweitert werden kann, und dessen Ergebnisse vorgestellt und diskutiert. 
 
Einleitung 
Der Bedarf an technischen Lösungen, die ökologische mit ökonomischen Vorteilen vereinen, 
steigt mit dem Umweltbewusstsein der Kunden sowie mit zunehmender umweltpolitischer 
Regulierung durch den Gesetzgeber. Im Pflanzenschutz bedeutet letzteres für die Herbizidaus-
bringung gesonderte Zertifizierung und in einigen Ländern und Anwendungen sogar aus-
schließliche Zulassung für Herbizidsprühgeräte, die den Schadstoffeintrag in die Umwelt 
maßgeblich reduzieren. Die Geräte der Firma Mantis ULV-Sprühgeräte GmbH ermöglichen 
den Einsatz von unverdünnten Herbiziden. Durch ihr feines Sprühbild kann bis zu 80% 
weniger Herbizid im Vergleich zu herkömmlichen Sprühgeräten eingesetzt werden (Abb. 1). 
Diese Vorteile gegenüber der herkömmlichen Technologie der Flachstrahldüse werden durch 
die patentierte Technologie der ULV (Ultra-Low-Volume)-Segment-Rotationsdüse ermög-
licht, durch die ohne Druck besonders fein und abdriftarm zerstäubt wird. [Eil10]. 
 
Abb. 1: Einsparpotenziale des Rotationszerstäubers am Beispiel von Reihenbaumkulturen 
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Um diese Technologie auch anderen Branchen (z.B. Siliermittel, Aromastoffe, Schalöle / 
Trennwachse, biologische Pflanzenschutzpräparate) zugänglich zu machen, wurde an einem 
eigens entwickelten Prüfstand analysiert, inwiefern Anforderungen der verschiedenen Anwen-
dungsgebiete mit dem bestehenden Rotationszerstäuber erfüllt werden können. Hieraus 
werden in weiteren Schritten Optimierungspotenziale und konstruktive Maßnahmen abge-
leitet, durch die die ULV-Segment-Rotationsdüse dem erweiterten Anforderungsbereich 
angepasst wird. 
Im Folgenden werden die Verfahren zur Analyse des ULV-Segment-Rotationszerstäubers  
beschrieben. Die  Ergebnisse werden dargestellt und mit empirischen Kennzahlengleichungen 
aus der Fachliteratur verglichen. Mögliche Ansätze zur konstruktiven Optimierung werden 
aufgezeigt und diskutiert.   
 
Vorgehen zur Parameterstudie am ULV-Segment-Rotationszerstäuber 
Ziel der Parameterstudie ist es, die Abhängigkeit des Sprühergebnisses von verschiedenen 
Betriebsparametern darzustellen. Als Betriebsparameter werden der Volumenstrom, die Vis-
kosität des Fluids sowie die eingestellte Drehzahl der Düse betrachtet und entsprechend der 
Anforderungen verschiedener Anwendungsgebiete abgebildet und variiert. Das Sprühergebnis 
wird auf zwei verschiedenen Ebenen untersucht. Zum einen wird ein Funktionstest durch-
geführt, bei dem beobachtet wird, unter welchen Parameterwerten sich ein sauberes Zerstäu-
ben einstellt und bei welchen Werten die Flüssigkeit nicht mehr vollständig beschleunigt und 
zerstäubt wird, sondern beginnt aus dem Becher des Zerstäubers herauszutropfen. Zum an-
deren wird die unter verschiedenen Parameterkombinationen erzeugte Tropfengröße unter-
sucht. Bisher verwendete Messverfahren, wie sie z.B. bei der Prüfung von Geräten durch die 
Landwirtschaftskammer Anwendung finden, arbeiten mit der Aufnahme versprühter Präparat-
volumina. Die Untersuchung der Tropfengröße ist auf Basis dieser Verfahren nicht möglich. 
Um Tropfengrößenanalysen zu ermöglichen, wurde daher am PKT ein neues Verfahren an 
einem eigenen Prüfstand  entwickelt (Abb. 2). Zur Erfassung der Sprüheigenschaften wird 
eine Papierbahn auf einem Schlitten unter der Düse durchgeführt, auf der die Tropfen ein 
Sprühbild erzeugen. Zur Auswertung des Sprühbilds werden verschiedene Verfahren benutzt. 
Die Methode, die Sprühbilder zu scannen und  über eine Softwareanwendung auszuwerten, 
bietet den Vorteil reproduzierbarer Erfassung und Auswertung. Alternativ bietet die auf-
wendigere Auswertung über das Mikroskop zuverlässige Aussagen und Vergleichswerte.  
Zusätzliche Untersuchungen der Tropfen im Flug mit Hilfe einer Hochgeschwindigkeits-
kamera sind bei diesem Verfahren unabdingbar, um vom zweidimensionalen Tropfen-
durchmesser auf dem Papier auf den Durchmesser des dreidimensionalen Tropfens im Flug zu 
schließen und konstruktive Verbesserungen abzuleiten. 
 
 
Abb. 2: Verfahrensablauf zur Sprühbildanalyse 
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Ergebnisse und Diskussion 
Die Ergebnisse des Funktionstests werden im Düsenkennfeld für verschiedene Viskositäten 
dargestellt (Abb. 3). Der gelbe Bereich markiert den Übergang zwischen einer einwandfreien 
Zerstäubung (grün) und der Zerstäubung mit kontinuierlichen Austropfen (rot) von Fluid, das 
nicht ausreichend beschleunigt wurde und unzerstäubt austropft. Das Austropfen tritt auf, 
wenn der Zerstäuberbecher nicht in der Lage ist, das Fluid komplett zu beschleunigen. Es 
stellt sich Schlupf zwischen dem Fluid und dem Zerstäuber ein. Hier ist die Rotation des 
Fluids so gering, dass die Gravitation größer als die Zentrifugalkraft ist und sich das Fluid 
zum Teil im unteren Bereich des Zerstäubers ansammelt bis es austropft. Je größer der Volu-
menstrom ist, desto kleiner wird der Düsenfunktionsbereich, in dem kein Schlupf auftritt. Da 
Anwendungen des ULV-Segment-Rotationszerstäubers in weiteren Branchen wie z.B. in der 
Siliermittelzerstäubung einen höheren Volumenstrom als im aktuellen Kennfeld dargestellt 
erfordern, ist die Reduktion des Schlupfs ein wichtiger Schritt zur Optimierung der Düse. 
 
Vergleicht man das gemessene Ergebnis für einzelne Betriebspunkte mit der von Richter 
[RIC08] aufgeführten Formel für den Mindestdurchmesser DMin, bei dem kein Schlupf 
auftritt, so liegt der Durchmesser der Zerstäuberdüse für alle Betriebspunkte deutlich in dem 
Bereich, in dem kein Schlupf zu erwarten ist (Abb. 5).  
 25.0min )
2
1
(2,3
n
VD



                                 [RIC08] 
Eine Erklärung für diese Diskrepanz ist in der Rückführfunktion der Düse zu finden: Um Her-
bizide nur in Richtung Bodenpflanze auszubringen und die Abdrift zu reduzieren, ist die Düse 
nicht über den gesamten Umfang geöffnet, sondern nur über einen Umfangsausschnitt, der 
über verstellbare Blenden reduziert werden kann (Abb. 4). Fluid, das beim Zerstäuben nicht 
durch die Austrittsöffnung zerstäubt wird, wird am Düsengehäuse und an den Blenden wieder 
aufgefangen und fließt in ein Reservoir im Gehäuse, in dem es sich sammelt und zurück ins 
Zerstäuberinnere steigt. Das heißt, dass im Zerstäuberinneren ein größerer Volumenstrom 
beschleunigt wird, als das, was tatsächlich durch die Austrittsöffnung zerstäubt wird.  
Abb. 3: Experimentell ermitteltes Düsenkennfeld der ULV-Segment-Rotationsdüse für drei 
verschiedene Präparate unterschiedlicher Viskosität 
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Bezieht man den durch die Rückführung erhöhten Volumenstrom in die Formel ein, und stellt 
die Formel für den kritischen Durchmesser bei dem gegebenen Durchmesser von 26 mm nach 
dem kritischen Volumenstrom um, so sieht man dass der Zerstäuber dennoch eine 
Schlupfgrenze hat, die weit unter der berechneten liegt (Abb. 5). 
Da Schlupf nach der Kennzahlgleichung aus der Literatur trotz des erhöhten Volumenstroms 
durch die Fluidrückführung erst bei viel höheren Volumenströmen zu erwarten wäre, ist die 
Ursache für den Schlupf nicht im Düseninnern zu suchen, sondern im Reservoir der Rück-
führfunktion. Wird nicht genug Fluid aus dem Reservoir mit dem Rotationsbecher beschleu-
nigt, so sammelt sich zunehmend Fluid an, bis das Reservoir überläuft. Das Reduzieren des 
Schlupfes und somit eine Erweiterung des Düsenkennfelds auf höhere Volumenströme ist 
also durch eine konstruktive Optimierung der Rückführfunktion anzustreben. Dies kann über 
eine besseren Auslaufschutz des Reservoirs geschehen sowie über die Verbesserung der 
Mitnahme des Fluides aus dem Reservoir in den Rotationsbecher. 
 
Zusätzlich zum Funktionstest wurde eine eingehende Sprühbildanalyse durchgeführt, um 
Aussagen über die Tropfengröße zu gewinnen. Für verschiedene Punkte innerhalb des Funk-
tionsbereichs wurden hierbei im oben beschriebenen Verfahren Papierbahnen besprüht und 
Abb. 4: Aufbau der ULV-Segment-Rotationsdüse 
Abb. 5: Experimentell ermittelte Schlupfgrenze im Vergleich mit berechneten Schlupfgrenzen 
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eingescannt. Neben der mikroskopischen Auswertung kleiner Bildausschnitte wird eine auto-
matisierte Bildauswertung mit der Software AxioVision der Firma Zeiss durchgeführt. Diese 
wird auch für die Auswertung von Hochgeschwindigkeitsaufnahmen genutzt, so dass Auf-
nahmen dreidimensionaler Tropfen im Flug mit den sich zweidimensional auf Papier abbil-
denden Tropfen auf den Sprühbildern verglichen werden können. Der Vergleich (Abb. 6) 
zeigt, dass die ausgewerteten Hochgeschwindigkeitsaufnahmen in der Tendenz mit den rech-
nerisch ermittelten Werten übereinstimmen und Abweichungen im Bereich von max 100 µm 
zeigen. Die Sprühbilder zeigen eine breitere Streuung verglichen mit den Hochgeschwindig-
keitsaufnahmen, die auf zwei Effekte zurückzuführen ist. Zum einen können auf den Sprüh-
bildern auch Tropfen festgehalten werden, die zu klein für sind, um von der Hochgeschwin-
digkeitskamera aufgenommen zu werden. Zum anderen ziehen die Tropfen ins Papier ein, so 
dass statt eines dreidimensionalen Tropfens dessen eingezogener Fleck zweidimensional 
erfasst wird. Bezeichnend für den gesamten Funktionsbereich der Düse ist, dass alle erzeugten 
Sprühbilder ein bimodales Tropfengrößenspektrum aufweisen. Das ist ein Hinweis darauf, 
dass die Düse im Bereich des Tropfenzerfalls arbeitet. Hier werden die Flüssigkeitsfäden am 
Scheibenrand nicht kontinuierlich gespeist sondern zerreißen in einen großen Primärtropfen 
und in kleine Sekundärtropfen. Dieser Vorgang kann auf Hochgeschwindigkeitsaufnahmen 
beobachtet werden (Abb. 7). 
 
Da ein optimales Sprühergebnis für alle Anwendungen aus möglichst kleinen Tropfen bis zur 
unteren Grenze von z.B. 30 µm für Siliermittel und 40 µm für Herbizide besteht, sind die 
größeren Primärtropfen des Tropfenzerfalls unerwünscht. Empirische Gleichungen für die Be-
rechnung der Tropfengröße im Tropfenzerfall [Bär35] sowie im Fadenzerfall [Dun72] deuten 
darauf hin, dass die Größe der Tropfen im Fadenzerfall der der Sekundärtropfen im Tropfen-
Abb. 6: Tropfengrößenspektren aus Hochgeschwindigkeitsaufnahmen, Sprühbildern und 
empirischen Formeln im Vergleich 
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zerfall nahe kommt, während die Primärtropfen nahezu doppelt so groß sind, wie die Werte 
für eine Beispielrechnung (kin. Viskosität 88mm
2
/s, Volumenstrom 11,88 ml/min) zeigen: 
Tropfengröße im Fadenzerfall [Dun72] 125 µm 
Primärtropfengröße im Tropfenzerfall [Bär35] 241 µm 
Sekundärtropfengröße im Tropfenzerfall [Bär35] 97 µm 
 
Um das Sprühergebnis den geforderten Tropfengrößen anzunähern sind daher zwei Ansätze 
zu verfolgen. Zum einen ist zu prüfen, inwiefern der Fadenzerfall erreicht werden kann, um 
die größeren Sekundärtropfen zu vermeiden. Zum anderen ist zu ermitteln, inwieweit durch 
Variation der Betriebsparameter Einfluss auf die Tropfengröße genommen werden kann. 
Für diesen Ansatz zeigt die Analyse der Sprühbilder, dass die erzeugten Tropfengrößen unab-
hängig vom Volumenstrom sind und sich nur die Anzahl der erzeugten Tropfen erhöht (Abb. 
8). Bei der Erzeugung der Sprühbilder mit unterschiedlichen Flüssigkeiten hingegen zeigen 
Flüssigkeiten unterschiedlicher Viskositäten ein unterschiedliches Verhalten. 
 
 
Da die Flüssigkeiten nicht nur unterschiedliche Viskositäten sondern auch unterschiedliche 
Oberflächenspannungen und Dichten haben, kann hier der Zusammenhang in diesen Ver-
suchsergebnissen nicht eindeutig zugeordnet werden. Eine Sensitivitätsanalyse (Abb. 9) 
anhand der empirischen Formel zur Berechnung der Tropfengröße im Tropfenzerfall [Bär35] 
erklärt diese Messergebnisse. Einfluss auf die Tropfengröße haben die Oberflächenspannung 
und die Dichte, nicht jedoch die Viskosität. Eine Steigerung der Drehzahl ist in den 
Abb. 7: Hochgeschwindigkeitsaufnahme vom Zerfall eines Flüssigkeitsfadens 
Abb. 8: Tropfengröße verschiedener Volumenströme (links) und Viskositäten (rechts) 
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bestehenden Anwendungen der Düse bisher nicht vorgesehen, wäre ausgehend von der 
Sensitivitätsanalyse aber ein konstruktiver Ansatz zur Reduktion der Tropfengröße. 
Im zweiten Ansatz soll die erzeugte Tropfengröße homogenisiert werden. Hierzu ist die Düse 
in das Betriebsfeld des Fadenzerfalls zu bringen. Berechnet man die zu erwartende Grenze 
zwischen Tropfen- und Fadenzerfall, so sieht man, dass für verschiedene Berechnungs-
verfahren diese Grenze im Funktionsbereich der Düse liegen müsste (Abb. 10). Das weist 
darauf hin, dass auch hier das Optimierungspotenzial nicht im Zerstäuberinnern zu suchen ist.  
Abb. 10: Berechnung der zu erwartenden Grenze zwischen Tropfen- und Fadenzerfall 
 
Eine mögliche Ursache für den Fadenzerfall im gesamten Funktionsbereich könnte sein, dass 
die Zerstäuberbecherperipherie die Fadenbildung stört. Gehäuse und Blenden sind im Ab-
stand von z.T. unter 2 mm vom Zerstäuberbecher angeordnet. Berechnet man mit den von 
Mehrhardt [Meh79] gesammelten empirischen Gleichungen die Zerfallslänge beim Fadenzer-
fall, so führen diese auf unterschiedliche Werte von 0,6 mm bis 22 mm. Es ist also möglich, 
Abb. 9: Sensitivitätsanalyse auf Basis der empirischen Formel zur Tropfengrößenberechnung 
im Tropfenzerfall  
 
 
Berechneter Bereich des 
Fadenzerfalls 
Berechneter Bereich des 
Tropfenzerfalls 
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dass die Zerfallslänge beim Fadenzerfall größer ist als der Abstand zu Blenden und Gehäuse 
und somit der Aufbau der Fäden durch die Peripherie des Zerstäuberbechers gestört wird. Um 
dies zu untersuchen , ist in einem Prototypen der Abstand zu Gehäuse und Blende zu ver-
größern und Betriebspunkte anzufahren, für die alle aufgeführten empirischen Gleichungen 
eine Zerfallslänge ergeben, die deutlich kleiner als der vergrößerte Abstand zu Gehäuse und 
Blende ist. Ein weiterer Ansatz zum Erreichen des Fadenzerfalls wäre die Erhöhung von 
Volumenstrom und/oder Drehzahl (Abb. 10). Da das Auftreten von Schlupf in der Rückführ-
funktion die Funktionstüchtigkeit bei höheren Volumenströmen einschränkt, wäre die 
Erhöhung der Drehzahl ein geeigneter Ansatz nicht nur wie oben beschrieben zur Reduktion 
der Tropfengrößen, sondern auch zum ermitteln der tatsächlichen Grenze zum Fadenzerfall.  
 
Zusammenfassung und Bewertung 
Zur systematischen Erforschung und Erweiterung des Funktionsbereichs von ULV-Segment-
Rotationsdüsen wurden an einem eigens entwickelten Prüfstand Funktionstests durchgeführt,  
Sprühbilder erzeugt und Hochgeschwindigkeitsaufnahmen erstellt. Die Ergebnisse wurden 
mit empirischen Aussagen aus der Fachliteratur verglichen, um Optimierungspotenziale zu 
identifizieren. Die Funktionstests führten auf  eine Einsatzgrenze, die als Schlupfkennlinie 
identifiziert wurde. Der Vergleich mit empirischen Ergebnissen lässt folgern, dass der Schlupf 
nicht im Zerstäuberinnern sondern in der Rückführung zwischen Zerstäuber und Zerstäuber-
gehäuse entsteht. Mögliche Ansätze sind die konstruktive Verbesserung der Fluidmitnahme  
und der Abdichtung der Rückführfunktion sowie die Erhöhung der Drehzahl. Untersuchungen 
von Sprühbildern und Hochgeschwindigkeitsaufnahmen führten im Vergleich mit empi-
rischen Formeln auf zwei gleichzeitig zu verfolgende Strategien zur Reduktion der Tropfen-
größe. Die erste Strategie ist das Reduzieren der Größe aller Tropfen durch Variieren der 
Betriebsparameter Oberflächenspannung und Dichte sowie der Drehzahl. Die zweite Strategie 
zielt auf das Vermeiden der beim Tropfenzerfall entstehenden Primärtropfen durch Erreichen 
des Fadenzerfalls. Hierzu müssen Störungen der Fadenbildung durch den geringen Abstand 
des Zerstäuberbechers zum Gehäuse ausgeschlossen werden sowie die Wirkung einer höheren 
Drehzahl ermittelt werden. Diese in der Parameterstudie ermittelten Optimierungspotenziale 
werden in weiteren Schritten umgesetzt und erprobt. 
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Untersuchung des Eindringens, der Ausbreitung und des Zerfalls eines 
Dieseleinspritzstrahls mit Hilfe der Hochfrequenzkinematographie 
 
F. Eisfeld 
 
Technische Universität Kaiserslautern 
 
 
Der Zerfall eines Flüssigkeitsstrahles wurde bereits 1878  in London von Lord Rayleigh, 
F.R.S. ,  [1], untersucht und  der Mechanismus des Aufbruchs beschrieben. Bild  1 zeigt die 
einzelnen Stadien des Strahlzerfalls,  die abhängig von der Austrittsgeschwindigkeit des 
Strahls sind, wie in dem verbesserten Diagramm von Heanlein [2]  in Bild 2 dargestellt ist. 
Die damals untersuchten Flüssigkeitsstrahlen waren im Vergleich zu Dieseleinspritzstrahlen  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
             Bild  1  Bereiche des Strahlaufbruchs                Bild  2  Aufbruchsmechanismen 
 
 niedrig. Damit stellt sich die Frage,  gelten diese Aussagen  auch für Einspritzstrahlen. Das 
herauszufinden geht nur mit Hilfe der Hochfrequenzkinematographie. Zwar hat man dieses 
Verfahren schon frühzeitig eingesetzt, aber die Bildfrequenzen waren nicht hoch genug und  
die Länge der Bildfolge nicht groß  genug, um detaillierte Aussagen zu erhalten. Dazu müssen 
zunächst die erforderliche Belichtungszeit und die Bildfrequenz ermittelt werden .[3] 
 
Um die erforderlichen Bildfrequenzen und Belichtungszeiten zu ermitteln, eignen sich die 
Gleichungen der Unschärfebedingungen, mit denen sich die erforderlichen Belichtungszeiten 
und Bildfrequenzen bestimmen lassen, wenn man die Unschärfe, d.h. den Weg des Objekts, 
z.B. eines Tropfens, während der Belichtungszeit bzw. zwischen 2 Aufnahmen vorgibt.Die 
Unschärfebedingung für die Belichtungszeit lautet:     
   
                                                            te  .  vp 
                                               Fft  =  ----------- 
                                                               Lp 
 
  mit    Fft    dimensionsloser Weg während der Belichtungszeit    
           te     Belichtungszeit 
           vp      Geschwindigkeit des  Objekts 
            Lp      charakteristische Länge                   
 
 
 
Analog aufgebaut ist die Unschärfebedingung für den dimensionslosen Weg   
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                                                         vp 
                                             Ft  =  --------    
                                                      Lp .  f 
 
mit    Ft     dimensionsloser Weg 
          F     Aufnahmefrequenz 
 
Aus diesen Bedingungen lässt sich ein Diagramm entwickeln, aus dem sich die erforderlichen 
Belichtungszeiten und Bildfrequenzen  bestimmen lassen, Bild 3. Es zeigt sich, dass bei einer 
Partikelgeschwindigkeit  von  100 m/s und einer Partikelgröße von  10 µm  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Bild  3  Diagramm zur Bestimmung der erforderlichen Belichtungszeit und der Bildfrequenz 
 
eine Belichtungszeit von 10-7 und weniger bei einer Bildfrequenz  bis 1.000000 B/s 
erforderlich sind. Außerdem sollte  eine Bildserie möglichst viele Aufnahmen enthalten. 
 
 
Für diese Anforderungen musste eine Hochfrequenzkamera entwickelt werden. Die Wahl fiel 
auf eine Drehspiegelkamera mit externer Optik.[4] Bild 4 zeigt diese Kamera,und in Bild 5 ist 
das Schema des Aufnahmesystems mit Lichtquelle, und Kamera mit externer Optik 
dargestellt.. Als Lichtquelle dient ein 12 W-Argonlaser in Verbindung mit einem Cavity-
Dumper, der Lichtblitze von 15 ns und Frequenzen von mehr als 1.000000 zulässt. 
Aufgenommen wird auf einen 35 mm Kleinbildfilm. Bezüglich der Bildauflösung und der 
Empfindlichkeit erwies sich der Kodak-Film TMAX 400 als günstigster 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Bild  4  Die entwickelte Hochfrequenzkamera 
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Bild  5  Schema des Aufnahmesystems 
 
Da die Einspritzdauer beim Dieselmotor etwa bei 2ms liegt und bei Einspritzbeginn der   
Lichtstrahl in der Kamera am Anfang des Films liegen sollte, musste der Versuchsablauf 
elektronisch gesteuert werden.[3] Den Aufbau dieser Versuchsablaufsteuerung zeigt Bild 6 . 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
   
 
 
 
 
Bild  6  Aufbau der elektronischen Versuchsablaufsteuerung 
 
 Um die Hochfrequenzfilme auszuwerten, wurde ein digitales Bildauswertesystem entwickelt, 
das nicht nur Aussagen über die Strahlgeschwindigkeit und Strahlwinkel, sondern auch 
Feinheiten der Strahlstruktur und der Partikelbewegung lieferte [5]. Von dieser Anlage zeigt 
Bild 7 den Verschiebetisch mit Lichtquelle, Verschiebetisch und Kamera., und  Bild 8 zeigt 
die von unten beleuchtete und in 2 Richtungen zu verschiebende, bestückte Filmkassette. 
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          Bild   7 Verschiebetisch mit Lampe                    Bild  8  Bestückte Filmkassette 
  
Die Auswertung der Versuchsergebnisse bei verschiedenen Einspritzdrücken, 
unterschiedlichen Gasdrücken in der Druckbombe, in die eingespritzt wurde, und 
verschiedenen Einspritzdüsen lässt sich unterteilen in Aussagen über den kompakten Strahl 
und aufgebrochenen Strahl. Es wurden die Strahlgeschwindigkeit und der Kegelwinkel in 
Abhängigkeit von der Zeit untersucht.[6] Bild 9 zeigt den Verlauf  der Strahlgeschwindigkeit 
und Bild 10 den Kegelwinkel. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
        Bild  9  Verlauf der Strahlgeschwindigkeit          Bild  10 Verlauf des Strahlkegelwinkels 
 
Die Eindringgeschwindigkeit des Strahls beginnt mit etwa 150 bis 200 m/s und nimmt zum 
Einspritzende hin ab. Der Strahlkegelwinkel  bleibt ziemlich konstant. 
Der Strahlaufbruch bis zur Entstehung kleinster Partikel  erfordert höchste Bildauflösung und 
einen größeren mathematischen Aufwand, um ihre Geschwindigkeit und Bewegungsrichtung 
zu ermitteln. Bild 11 zeigt die Strahlentwicklung in 3   überlagerten Strahlkonturen..              
 
 
 
 
 
 
 
 
Bild 11  Überlagerung der Strahlkonturen in aufeinander folgenden Zeitabschnitten 
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Da das Bildauswertesystem  bis zu 256 Graustufen gegenüber 60 beim menschlichen Auge 
unterscheidet, lassen sich Strukturen im Strahl erkennen, die das menschliche Auge nicht 
erfasst. Ein Beispiel zeigt Bild 12 für die Grobstruktur,[6], während die Bilder 13 und 14 den 
späteren Aufbruch in Partikel darstellten. Bis zu diesem Zeitpunkt sind keine sphärischen 
Partikel zu erkennen . Das bestätigt auch Bild  15 bei höherer Bildauflösung.[3] Auch zu 
einem späteren Zeitpunkt hat sich nichts Grundsätzliches geändert, Bild 16. Man erkennt, 
dass die Partikel Bruchstücke der ursprünglichen Strahlfäden sind. Dennoch rechnen wir mit 
sphärischen Partikeln, deren Geschwindigkeit und Bewegungsrichtung sich ebenfalls  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Bild  12  Grobstruktur eines Dieseleinspritzstrahles 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Bild  13  Struktur des Einspritzstrahles während der Einspritzung 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Bild  14  Struktur des Einspritzstrahls gegen Ende der Einspritzung 
 
 
 
 
 
Seite 94 von 316
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Bild  15  Partikel des Strahls im Endstadium 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Bild  16  Partikel  des  Strahls im Endstadium zu einem späteren Zeitpunkt 
 
 bestimmen lassen, sogar wenn die Partikel aus der Beobachtungsebene heraustreten oder  
versinken, wie Quellen oder Senkern, wie Bild 17 zeigt. Auch Wirbel sind  erkennbar. Die 
digitale Bildanalyse ergab, dass sich Partikel mit über 100 m/s bewegen.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Bild  17  Bewegung der Partikel in der Beobachtungsebene 
 
Schlussfolgerungen 
 
Die Erkenntnisse von Rayleigh und Heanlein wurden auch für schnelle Einspritzstrahlen 
bestätigt. Bei denen zeigte sich allerdings, dass es in der kurzen Zeit  von 2 ms und weniger 
nicht zu einer Bildung von sphärischen Tropfen kommt. Dennoch sollte man bei der 
Berechnung des Eindringens und der Aufbereitung  bis zum Einsetzen der Verbrennung 
davon ausgehen. 
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In some gasoline engines, direct injection of fuel pressurized up to a few hundred bars were shown to 
reduce the fuel consumption 20 %. Thank to piezo actuators and high fluid pressure, the injection period 
can be varied from 10-100s of microseconds in those injection systems. In the development phase of such 
a system, the resulting spray was found to be unreproducible.  
In the present work, using low-speed (25 fps) and ultra-high-speed (500,000 fps) video records, the 
influence of the conduit geometry upstream of the injector exit and the surface roughness on the 
generated spray were visually investigated. Water was used as a test fluid and the injector was kept 
continuously open. When the exit opening kept below a certain value (<60 µm), it was shown that 
irrespective of surface roughness and conduit shape, the spray generated is in the form of streaks.  
Nevertheless, the streaks can be unsteady and the resulting drops might change their size depending on 
the both geometrical factors. Moreover, it was shown that any flow separation upstream of the injector 
exit, might cause uneven flow distribution around the symmetry axis at the exit and, consequently, 
uneven droplet size distribution.  
   
Figure 1: Snapshot of spray generated by original (left) showing foot-prints of upstream geometry and 
modified upstream geometry (right) taken from low-speed video records (25 fps) showing no foot prints 
 
Figure 2: Snapshot of spray after different modifications of surface and the conduit taken 
from ultra-high-speed video records (500,000 fps) 
Foot prints of guide 
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Weiterentwicklung VOF-basierter Rechentechniken 
zur numerischen Untersuchung von Tropfenkollisionen 
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Kurzzusammenfassung  
In der vorliegenden Arbeit werden Tropfenstöße mit nicht-Newtonischen Tropfenfluiden 
untersucht. Dies erfolgt mittels direkter numerischer Simulation (DNS) mit der Volume of 
Fluid (VOF) Methode. Bei der DNS müssen alle relevanten Skalen aufgelöst werden. Bei der 
Simulation von Tropfenstößen hat sich die Dicke der Pralllamelle als relevante Skala 
herausgestellt. Die Berechnung eines Tropfenstoßes mit einer solchen Auflösung benötigt 
eine lange Rechenzeit, so dass nach Möglichkeiten gesucht wird, die Rechenzeit zu 
reduzieren. Nur so kann eine größere Anzahl von Parametervariationen durchgeführt werden. 
Einleitung  
Bei der Herstellung partikulärer Systeme mittels Sprühverfahren hängen die Produkt-
eigenschaften von der zugrunde liegenden Spraycharakteristik ab. Dabei beeinflussen neben 
der Primärzerteilung des Fluidkontinuums insbesondere auch die Elementarprozesse im 
Innern des Sprays wie etwa die Tropfenkollisionen das Zerstäubungsergebnis und damit die 
Qualität des Endproduktes maßgeblich. Binäre Tropfenkollisionen sind Gegenstand 
zahlreicher Untersuchungen. Experimentell können sechs verschiedene Formen des 
Kollisionsausgangs beobachtet werden [AP90], [FR00]. Bei sehr langsamer 
Tropfenbewegung spielt das umgebende Gas keine Rolle und es kommt immer, quasi ohne 
größere Deformation, zur Koaleszenz. Übersteigt die kinetische Energie der aufeinander zu 
bewegenden Tropfen einen gewissen Wert, so deformieren sich die Tropfen zu Scheiben. Das 
Luftpolster zwischen den beiden Tropfen verhindert eine solche Annäherung bis zu dem 
kritischen Abstand, bei dem Koaleszenz auftreten würde. Die Tropfen prallen in diesem Fall 
wieder voneinander ab. Ab einer bestimmten kinetischen Energie wird der kritische Abstand 
unterschritten und es tritt wieder Koaleszenz auf. Bei einer weiteren Erhöhung der kinetischen 
Energie reicht diese irgendwann aus, um aus der vereinigten Fluidmasse mehrere getrennte 
Tropfen zu bilden. In Abhängigkeit vom Abstand der Schwerpunkte normal zur 
Relativgeschwindigkeit beobachtet man die sogenannte reflektierende Separation (bei 
kleinem Abstand) bzw. die dehnende Separation (bei großem Abstand). Bei sehr hohen 
kinetischen Energien ist schließlich Splashing zu beobachten. Dabei bildet sich eine dünne 
Scheibe, deren Rand instabil wird und der in viele Einzeltropfen zerfällt.  
Die Vorhersage des Ausgangs der Tropfenkollisionen in Abhängigkeit von den 
Prozessbedingungen und den Stoffgesetzen mittels einer DNS muss durch den Vergleich mit 
Versuchsdaten validiert werden. Für die Simulation werden u.a. die Fließgesetze der im SPP 
vorgegebenen Modellstoffsysteme genutzt. In Parametervariationen soll insbesondere die 
Änderung der für das Einsetzen der Desintegration entscheidenden kritischen Weber-Zahl bei 
nicht-Newton’schem Fließverhalten studiert werden. Die Weberzahl ist definiert als  
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ρ
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mit der Dichte ρ, dem Tropfendurchmesser D0, der Relativgeschwindigkeit vrel und der 
Oberflächenspannung σ. Die Weberzahl repräsentiert das Verhältnis von Trägheitskraft zu 
Oberflächenspannung.  
Methoden/Versuche/Modelle 
Für die Simulation wird der Navier-Stokes Löser Free Surface 3D (FS3D) genutzt, der am 
Institut für Thermodynamik der Luft- und Raumfahrt an der Uni Stuttgart entwickelt wurde. 
FS3D ist speziell für die Untersuchung von Zweiphasenströmungen entwickelt worden 
[Rie04] und wurde u. a. von der AG-Bothe umfangreich erweitert. Beispiele dafür sind die 
Modellierung des Zerstäubungsprozess im Ultraschallfeld [RB+02], die Berechnung von 
Liftkräften auf Gasblasen [BSW06], sowie der Stoffübergang aus Gasblasen ohne [BKW+04] 
und mit [BKA09] chemischen Reaktonen. Auch sind erste einfache Untersuchungen zu nicht-
Newtonischem Fließverhalten durchgeführt worden [MRB+02], [Wie05]. 
FS3D bedient sich der VOF (Volume of Fluid) – Methode, welche die Dynamik von 
inkompressiblen, nicht miteinander mischbaren Zweiphasenströmungen auch bei hohen 
Dichteunterschieden beschreibt. Die VOF – Methode verwendet eine Phasenindikatorfunktion 
f, welche den Volumenanteil einer der Phasen in einem Rechenzellenvolumen repräsentiert. 
Ist der Phasenindex dieser Phase L, so ergeben sich für eine Zelle drei mögliche Zustände: 
 
0 < f = 0          Die Zelle enthält kein Fluid der Phase L. 
0 < f = 1          Die Zelle enthält nur Fluid der Phase L. 
0 < f < 1          Die Zelle ist teilweise mit Fluid der Phase L gefüllt. 
 
Zellen mit 0 < f < 1 enthalten also Fluid beider Phasen und somit auch einen Teil der 
Phasengrenzfläche. Neben den Transportgleichungen für Masse und Impuls wird eine 
zusätzliche Transportgleichung für f gelöst, welche die zeitliche Ausbreitungen der Phase L 
abhängig vom Strömungsfeld beschreibt: 
 
( ) 0
t
=⋅∇+
∂
∂
uff
 
Die Phasengrenzfläche wird mit stückweise glatten Flächen rekonstruiert (Piecewise linear 
interface construction, PLIC), was dann für den Transport des f-Feldes benutzt wird, um so 
ein Verschmieren durch numerische Diffusion zu vermeiden. 
 
Bei der Simulation von Tropfenstößen ergeben sich hohe Anforderungen an das 
Simulationswerkzeug. Neben der Berücksichtigung von freien Oberflächen und komplexen 
Strömungen müssen bei der numerischen Berechnung mehrere Größenskalen überbrückt 
werden. Dies ist in der Bildung dünner Filme bei der Evolution des Stoßkomplexes 
begründet. Ein solcher Stoßkomplex einer zentralen Tropfenkollision ist in Abb. 1 dargestellt. 
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Abb. 1: Zentrale Tropfenkollision  
links: Setup, mitte: Stoßkomplex mit Pralllamelle, rechts: Stoßkomplex im Querschnitt 
 
Bei einer ungenügenden Auflösung der Lamelle reißt diese auf, wodurch die Dynamik des 
weiteren Verlaufs des Stoßprozesses erheblich verfälscht wird. Um die Bildung einer dünnen 
Pralllamelle berücksichtigen zu können, wurde in das Simulationswerkzeug ein „Verfeinerter 
Restart“ integriert, der es erlaubt, die Geometrie des Rechengebiets im Verlauf der Rechnung 
zu verfeinern und gleichzeitig die Auflösung zu erhöhen. Dabei müssen alle Strömungsgrößen 
geeignet von dem groben auf das feine Gitter übertragen werden. Für die Übertragung des f – 
Feldes von dem groben auf das feine Gitter wird mithilfe der Phasenindikatorfunktion f die 
Oberfläche auf dem groben Gitter mit PLIC rekonstruiert. Anschließend wird für jede Zelle 
des feinen Gitters ermittelt, wie hoch der Anteil der flüssigen Phase L in Abhängigkeit der 
Zellkoordinaten relativ zur PLIC-Fläche ist. Anschließend wird der f – Wert der Zelle 
eingestellt. Mit dieser Vorgehensweise ist die korrekte Übertragung der Phasengeometrie von 
dem groben auf das feine Gitter gewährleistet. 
 
In diesem Projekt werden Tropfenstöße mit scherverdünnenden Tropfenfluiden untersucht. 
Bei diesen ergeben sich unter Umständen sehr geringe Lamellendicken, sodass der 
„Verfeinerte Restart“ allein nicht ausreichend ist, um ein Aufreißen der Lamellen zu 
verhindern. Daher wurde eine Stabilisierung entwickelt, welche ein Aufreißen der Lamelle 
verhindert. Diese Stabilisierung wurde als Randbedingung implementiert und kann für 
zentrale Tropfenstöße genutzt werden. Eine zentrale Tropfenkollision kann durch den 
Aufprall eines Tropfens auf einen Symmetrierand simuliert werden kann. Insgesamt weist die 
Strömung eines zentralen Tropfenstoßes drei Symmetrieebenen auf, vergl. Abb. 2. 
 
 
Abb. 2: Symmetrieebenen bei einem zentralen Tropfenstoß 
 
In FS3D wurde ein Algorithmus integriert, der alle Zellen auf dem Symmetrierand 
identifiziert, die zu der Lamelle gehören. Für diese Zellen wird eine Benetzung erzwungen, 
indem zum einen ein Mindestgehalt an Flüssigkeitsvolumen bewahrt wird. Zum anderen wird 
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eine nahezu parallele Orientierung von PLIC zum Rand sicherstellt, da die Grenzfläche einer 
Lamelle ebenfalls weitgehend parallel zur Symmetrieebene orientiert ist. Diese Orientierung 
ist auch in der Darstellung des Stoßkomplexes im Querschnitt,  Abb. 1, rechtes Teilbild, zu 
erkennen. 
Ergebnisse und Diskussion  
Mit den durchgeführten Verbesserungen ist es nun möglich, mittels FS3D Tropfenkollisionen 
zu berechnen, die ein hohes Verhältnis von Stoßkomplexdurchmesser zu Lamellendicke 
haben. Zur Validierung dient hier eine zentrale Tropfenkollision mit gleich großen 
Ausgangstropfen und einem Nicht-Newtonischen Tropfenfluid. Die experimentellen Daten 
sind aus [MRB+02] entnommen. Abb. 3 zeigt die Evolution des maximalen Durchmessers des 
Stoßkomplexes mit der Zeit. 
 
Abb. 3: Evolution des Stoßkomplexes 
Dabei stimmt der maximale Durchmesser des Stoßkomplexes aus der Simulation gut mit den 
experimentellen Daten überein, im zeitlichen Verlauf sind Abweichungen zu beobachten. Die 
Abweichung im zeitlichen Verlauf sind bereits in früheren Untersuchungen zu binären 
Tropfenkollisionen [Wie05] beobachtet worden, wobei als Ursachen ein nicht 
berücksichtigter Gedächtniseffekt des Tropfenfluids sowie Ungenauigkeiten bei den 
Experimenten vermutet werden. 
Mit den oben genannten Erweiterungen von FS3D kann nun ein zentraler Stoß mit 
anschließendem Zerfall bei moderaten Rechenzeiten simuliert werden. Als Beispiel ist in 
Abb. 4 die zentrale Kollision zweier gleichgroßer Tropfen bei einer Weberzahl von 132 
dargestellt, die experimentellen Daten stammen aus [BVD01].  
 
Abb. 4: zentraler Tropfenstoß, links: Experiment von [BVD01], rechts: Simulation 
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Die Simulation wurde mit einer Auflösung von 33.000 Zellen durchgeführt, die Rechendauer 
beträgt weniger als eine Stunde auf einem handelsüblichen Desktoprechner. 
Die Simulation eines dezentralen Tropfenstoßes stellt neue Anforderungen an das 
Simulationsprogramm. Bei einem Versatz der Tropfen quer zur Flugrichtung entfallen zwei 
Symmetrieebenen, so dass ein größeres Rechengebiet gewählt werden muss als bei einer 
zentralen Kollision mit gleichen Tropfendurchmessern. Außerdem können die Lamellen nicht 
mithilfe der oben beschriebenen angepassten Randbedingung stabilisiert werden. Im Beitrag 
zur SPRAY 2010 werden Simulationsergebnisse zu dezentralen Tropfenstößen gezeigt und 
mit Experimenten verglichen, die im Rahmen des SPP 1423 „Prozess-Spray“ durchgeführt 
wurden. 
Die Stabilisierung der Lamellen im inneren des Rechengebietes soll Gegenstand zukünftiger 
Anstrengungen sein. Ebenso sollen weitere Simulationen von dezentralen Tropfenstößen mit 
nicht-Newtonischen Fluiden durchgeführt und validiert werden.  
Danksagung  
Die Autoren danken der Deutschen Forschungsgemeinschaft (DFG) für die finanzielle 
Unterstützung im Rahmen des SPP 1423 „Prozess-Spray“.  
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Kurzfassung 
 
Bei der pulvertechnologischen Verarbeitung keramischer oder metallischer Pulver werden 
Feststoffe in wässrigen oder organischen Lösungsmitteln gemischt, gemahlen und nach 
Zugabe von Presshilfsmitteln sprühgetrocknet. An die so hergestellten Granalien werden 
spezifische Eigenschaftsforderungen gestellt, welche durch die angestrebte Endanwendung 
definiert sind. Die innere Struktur von Granalien stellt dabei eine wichtige 
qualitätsbestimmende Eigenschaft dar, da durch die innere Granulatstruktur sowohl das 
Verarbeitungsverhalten der Granulatschüttung als auch die Defektverteilung in einem Bauteil 
beeinflusst wird. 
In diesem Beitrag wird eine artefaktfreie Präparationstechnik basierend auf Ionenstrahl-
präparation und REM-Visualisierung aufgezeigt, mit der es möglich ist, eine quantitative 
Charakterisierung der Strukturen von Sprühgranulaten vorzunehmen und damit die Basis für 
eine Korrelation mit den Prozessparametern zu schaffen. Anhand von Modellgranulaten soll 
gezeigt werden, dass sowohl eine Quantifizierung der makroskopischen als auch der 
mikroskopischen Granulatstruktur mit diesem Verfahren möglich ist.  
 
Einleitung 
 
Für die Erarbeitung wissenschaftlich fundierter Korrelationen zwischen den Prozesspara-
metern, der Granulatstruktur und den Produkt- bzw. Verarbeitungseigenschaften ist die 
Verfügbarkeit von geeigneten Charakterisierungsmethoden entscheidende Voraussetzung. 
Methoden zur quantitativen Charakterisierung der inneren Granulatstruktur sind bisher nur in 
Ansätzen vorhanden und nicht systematisch entwickelt. Die Entwicklung von Methoden zur 
schonenden, reproduzierbaren Präparation und bildanalytischen Quantifizierung innerer 
Strukturen ist deshalb Schwerpunkt des vorgestellten Projektes. 
Für die Visualisierung der hergestellten Strukturen mittels hochauflösendem REM und die 
nachfolgende quantitative Bildauswertung wurden unterschiedliche Präparationsverfahren 
gestestet. Dieses muss speziell auf die Anforderungen der quantitativen Strukturcharakteri-
sierung abgestimmt werden und sich insbesondere zur reproduzierbaren und originalgetreuen 
Abbildung der Binderverteilung eignen. Eine optimierte Methode zur artefaktfreien, 
schonenden und reproduzierbaren Präparation ist auf Basis der Ionenstrahltechnik möglich.  
Die Eignung wird auf der Basis spezieller Al2O3-Granulate mit verschiedenen Binderarten 
untersucht. Im Fokus steht hier zunächst die Anwendbarkeit der Präparationsmethode für 
Granulate mit hohem Anteil an organischer Matrix und die Visualisierung dieser Strukturen 
mittels REM.  
Für die Strukturquantifizierung auf mikroskopischer und makroskopischer Ebene soll eine 
erarbeitete, bildanalytische Auswerteroutine präsentiert und auf die Modellgranulate ange-
wendet werden. Informationen über die Schalendicke und deren Feststoffverteilung sollen 
erarbeitet und vorgestellt werden.  
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Stand der Technik 
 
Die Granulatmorphologie wird in der Literatur häufig über licht- oder rasterlek-
tronenmikroskopische Bilder der Ober- bzw. Bruchflächen beschrieben. Es erfolgt meist eine 
subjektive Beurteilung der Ergebnisse bzw. wird ein qualitativer Vergleich zwischen 
Versuchsproben hinsichtlich Feststoffverteilung und Porosität durchgeführt. 
Die Quecksilberporosimetrie erlaubt eine Charakterisierung der Gesamtporosität sowie eine 
Bestimmung von Größenverteilungen der Porenhälse. Ein entscheidendes Problem stellt die 
Unterscheidung der intragranularen Mikroporosität und der Porosität zwischen Granulat-
zwickeln dar [Far03].  
Ein weiteres Verfahren zur Charakterisierung von Granulat- bzw. Grünkörperstrukturen ist 
die Immersion-Liquid-Technik, bei der die Probe mit einer Flüssigkeit getränkt wird, deren 
Brechungsindex dem der Primärpartikel ähnelt. Mittels Licht- [Uem90], Infrarot- [Uem99] 
bzw. konfokaler Laserscanningmikroskopie [Sat02] ist es möglich, große Poren, welche 
besonders für die Granulatfestigkeit entscheidend sind, zu detektieren. Eine Quantifizierung 
von Verteilungen von nano- bzw. submikroskaligen Primärpartikeln bzw. mikroskopischer 
Porosität ist aufgrund der Auflösung nur beschränkt möglich. Die Darstellung von orga-
nischen Komponenten und deren Verteilung sind nur realisierbar, wenn diese in ausreichend 
hoher Menge in der Probe vorhanden sind sowie keine Löslichkeit in der Immersions-
flüssigkeit aufweisen.  
Mit modernen Verfahren wie der Computertomographie gelingt es, Auflösungen im unteren 
µm-Bereich zu realisieren [Far02, Far03, Raj07]. Voxelgrößen von ca. 0,7 µm wurden mittels 
Synchrothronstrahlung erreicht [Göb08]. Diese Auflösung reicht jedoch ebenfalls nicht aus, 
um feine Strukturen so aufzulösen, dass eine quantitative Charakterisierung möglich ist. 
Aufgrund der unzureichenden Ordnungszahlunterschiede zwischen den organischen 
Bestandteilen und der Lufteinschlüsse in den Poren, ist eine Darstellung des Binders nicht 
möglich.   
Die optimale Auflösung bietet die Rasterelektronenmikroskopie an Schliffflächen. Das größte 
Problem ist die Präparation der locker gebundenen und harten Keramikpartikel. Die Stabi-
lisierung der Granulatstrukturen durch Infiltration in Epoxydharz bietet nur bedingt Abhilfe, 
da durch den mechanischen Schleif- und Polierprozess trotzdem Primärpartikel aus der 
Präparationsfläche gelöst werden und somit eine Verfälschung des Präparationsergebnisses 
auftritt. Aussagen über Verteilungen der organischen Komponenten sind mit der Methode 
ebenso nicht realisierbar.   
 
Experimentelles 
 
Ionenstrahlpräparation 
Eine schonende Möglichkeit zur Freilegung der Analysefläche ohne Einbringung von 
mechanischen Schädigungen ist durch Ionenstrahlsputtern möglich. Ein optimales Verfahren 
für die Präparation von relativ großen Probengebieten für eine signifikante Quantifizierung 
stellt die „broad-ion-beam“-Technik (BIB) [Grä98] mit Argon-Ionenstrahlen dar. Mit der 
Methode gelingt es, die harten Keramikpartikel simultan mit den weichen Organik-
bestandteilen freizulegen. Durch die hochauflösende Visualisierung der Granulatstruktur mit 
dem Rasterelektronenmikroskop (REM) ist eine Charakterisierung bis in den Nanometer-
bereich möglich. 
Durch Variation der Versuchsanordnung und der Probenvorbearbeitung ist es zum einen 
möglich hochaufgelöste Bilder der organischen Bestandteile und deren Verteilung über den 
Granulatquerschnitt aufzuzeigen und zum anderen eine automatisierte Partikel- und 
Porendetektion als Voraussetzung für eine Strukturquantifizierung bereitzustellen.  
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Proben 
Basis für die Entwicklung und Validierung von Quantifizierungsalgorithmen sind Modellgra-
nulate mit gezielt variierten Granulatstrukturen (Hohlgranulat, Vollgranulat). Als Primärpul-
ver wurde ein typisches keramisches Stoffsystem (Al2O3, Fa. Nabaltec, Al2O3-Gehalt 99,7 %) 
verarbeitet.  
 
Quantitative Strukturanalyse 
Alle analytischen Untersuchungen wurden an Granulatfraktionen der Größe 45 bis 63 µm 
(∼d50) durchgeführt, wobei der Ionenschnitt in der Granulatmitte (± 10%) erfolgte.   
An den Granulaten erfolgte eine ortsaufgelöste Quantifizierung des mikroskopischen 
Porenanteils (zwischenpartikulare Porosität) deren Mittelwert durch Pmikro beschrieben wird. 
Zur Aufzeigung von möglichen Gradienten in der Mikrostruktur erfolgten die Analysen an 
unterschiedlichen Probengebieten (Abb. 1). Hohlgranulate wurden am Granulatrand (R), in 
der Mitte der Feststoffschale (¾R) sowie im direkten Bereich der inneren Oberfläche (½R) 
untersucht. Bei Vollgranalien erfolgte die Strukturcharakterisierung im Granulatzentrum (0R), 
im Gebiet des halben Granulatradiuses (½R) und im Gebiet nahe des Granulatrandes (R). Die 
Analysen erfolgten auf der Basis von hochaufgelösten REM-Aufnahmen. 
 
 
Abb. 1: Messpunkte im Granulatquerschnitt 
 
Des Weiteren wurde ein Parameter H der Granulate bestimmt. Dieser ergibt sich aus dem 
Quotienten der Summe aller Lochflächen der analysierten Granulate Amakro und der Summe 
aller Granulatflächen Ages, inkl. Poren, gemäß Gleichung 1.  
 
                             %100⋅= ∑∑ gesmakroA
A
H                                      (1) 
 
Da kein Schnitt durch eine Schüttung regellos orientierte Granulate analysiert wurde, ist 
dieser Parameter nicht direkt äquivalent der makroskopischen Porosität Pmakro.  Aus geomet-
rischen Überlegungen kann für genau im Zentrum geschnittene Granulaten folgende 
Beziehung hergeleitet werden:  
 
 
100
HHPmakro ⋅= . (2) 
 
Aus der mittleren mikroskopischen und makroskopischen Porosität lässt sich über Gleichung 
3 die mittlere Gesamtporosität Pges der Granulatfraktion bestimmen.  
 
 
( )
100
100 makromikro
makroges
PPPP −+=                                   (3) 
 
Außerdem erfolgte an den Proben die Bestimmung der anteilmäßigen Fraktion voller und 
hohler Granulate aus REM-Übersichtsaufnahmen, wobei eine Granalie als „Vollgranalie“ 
definiert wird, sobald Amakro ≤ 1 % ist. Eine Prinzipskizze zur Verdeutlichung der 
verwendeten Begriffe und Formelzeichen zeigt Abb. 2.  
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Abb. 2: Prinzipskizze zur Verdeutlichung 
von Begriffen und Formelzeichen 
Die Bestimmung der mittleren Partikel-
größen, welche durch die äquivalenten 
Kreisdurchmesser dECD beschrieben werden 
können, ist ein weiterer Charakterisierungs-
parameter.  
 
Die quantitative Beschreibung von Poren-
räumen und von Partikelnachbarschaftsver-
hältnissen ist durch Bestimmung des Ober-
flächenabständes DOF  möglich. Dieser 
wurde aus dem Schwerpunktabstand 
zweier Partikel Ds sowie der äquivalenten 
Kreisdurchmesser der Partikel (d1 und d2) 
gemäß Gleichung 4 bestimmt. Aufgrund der länglichen Teilchenform einiger Partikel sind 
negative Ergebnisse möglich. Als Auswertegrundlage diente ein Algorithmus aus Voronoi-
Tesselation und Delaunay-Triangulation.  
 
        ⎟⎠
⎞⎜⎝
⎛ +−=
22
21 ddDD SOF                                            (4) 
 
Als Basis für alle für alle quantitativen Untersuchungen dienten mindestens 10 REM-Bilder je 
Probenstelle.  
 
Gefügedokumentation 
 
In Abb. 3 und 4 sind rasterelektronenmikroskopische Aufnahmen der inneren Struktur der 
Granulatchargen A und B dargestellt. Es ist zu erkennen, dass es ohne Infiltration der Proben 
mit Epoxydharz gelingt, die intragranulare Porosität, die Porenstruktur sowie die Lage der 
Primärpartikel aufzuzeigen.  
 
 
Abb. 3: REM-Aufnahmen der inneren Struktur der Granulatcharge A 
 
 
Abb. 4: REM-Aufnahmen der inneren Struktur der Granulatcharge B 
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Abb. 5: EDX-Punktanalyse an jeweils einem 
exemplarisch gewählten Granulat der 
Chargen A und B  
 
Die beiden Proben enthalten jeweils 1 
Ma-% organisches Additiv, welches nicht 
rasterelektronenmikroskopisch, aber mit-
tels EDX-Analyse (Abb. 5) nachzu-
weisen ist. Es kann deshalb davon aus-
gegangen werden, dass eine homogene 
Benetzung der Primärpartikel vorliegt. 
Die qualitative Gegenüberstellung der 
Mikrostruktur zeigt bereits Unterschiede 
bezüglich der Dichte. Für eine objektive 
und reproduzierbare Strukturbeurteilung 
sind jedoch quantitative Analysen an ver-
schieden Stellen über den Granulatquer-
schnitt unabdingbar (Abb. 1).  
 
Zur Validierung der Präparationsme-
thodik bezüglich der Präparation von organischen Additiven und REM-Visualisierung wurden 
zwei Granulatchargen mit erhöhter Additivkonzentration (Charge C: 6,0 Ma-%, Charge D: 
7,5 Ma-%) hergestellt. Durch den Ionensputterprozess kommt es zu erhöhten Wärmeeintrag 
in die Probe, deren Einfluß nachfolgend untersucht werden soll.  
 
 
Abb. 6: REM-Aufnahmen der Struktur der Granulatcharge C 
 
 
Abb. 7: REM-Aufnahmen der Struktur der Granulatcharge D: a) Übersichtsaufnahme,          
b) Granulatmitte, c) Granulatrand 
 
Wie in Abb. 6 erkennbar, liegt in der Granulatcharge C die Organikkomponente clusterförmig 
vor. Anhand der Einlagerung im Gefüge kann davon ausgegangen werden, dass es nur zu 
geringfügigen Abdampfungen während des Ionenstrahlpräparationsprozesses gekommen ist. 
Bei der Granulatcharge D (Abb. 7) sind die organischen Bestandteile homogen zwischen den 
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Keramikpartikeln vorzufindenden. Bei hochauflösender Betrachtung der Struktur im REM an 
mehreren Granalien dieser Charge ist festzustellen, dass die Organikkonzentration lokal über 
den Granulatquerschnitt variiert. Durch exemplarische EDX-Punkt- und EDX-Linienanalysen 
(Abb. 8) konnte festgestellt werden, dass der organische Binder vor allem im Granulatzent-
rum vorzufinden ist.  
 
 
 
Abb. 8: EDX-Linescan an einem Granulat der Charge D 
 
Thermogravimetrische Messungen an den Granulatchargen zeigen, dass es bei 100 °C zu ca. 
0,1 Ma-%, bei 150 °C zu ca. 0,2 Ma-% Additivverlust kommt. Parameter der Ionenstrahlprä-
paration, wie Ionenstrahlleistung, Einstrahlwinkel und Sputterzeit wurden aufbauend auf 
diesen Ergebnissen so optimiert, dass erhöhte Abdampfungs- bzw. Sublimationsverluste an 
den Proben vermieden werden können.  
 
Ergebnisse der Gefügequantifizierung an den Granulatchargen A und B 
 
Zur quantitativen Bewertung der Struktur der Granulatchargen A und B sollen als erste 
Parameter die makroskopische und mikroskopische Porosität bildtechnisch bestimmt, sowie 
Aussagen über die makroskopische Granulatstruktur erhalten werden.  
In Tab. 1 sind die Ergebnisse der mikroskopischen Porositätsanalyse dargestellt. Es zeigt sich, 
dass Charge A eine homogene Porosität über den Granulatquerschnitt aufweist. Charge B 
weist im zur zentralen Makropore angrenzenden Probengebiet eine etwas niedrigere Dichte 
auf. Es werden deutliche Unterschiede bezüglich der Mikroporosität zwischen den zwei 
Proben aufgezeigt.  
 
Tab. 1: Mikroskopischer Porositätsanteil an unterschiedlichen Messpunkten im Querschnitt 
 
  Pmikro-R / % Pmikro-¾R / % Pmikro-½R / % Pmikro-0R / % Pmikro / % 
Charge A 44,7 ± 0,5 - 45,2 ± 0,5 44,0 ± 0,5 44,6 ± 0,5 
Charge B 34,8 ± 0,4 34,6 ± 0,4 37,6 ± 0,5 - 35,7 ± 0,4 
 
Dieses Ergebnis korreliert mit in der Literatur beschriebenen Trocknungsmechanismen bei 
Granulaten [Wal99].  Beim Vorhandensein von mobilen Feststoffteilchen werden diese beim 
Verdampfen des Wassers und der organischen Zusätze zum Schalenrand transportiert, wo 
eine hohe Packungsdichte entsteht. Bei ideal geflockten Suspensionen  kommt es zur Bildung 
von homogenen Vollgranulaten 
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Aus der Analyse der Gesamtporosität der Granulate (Tab. 2) geht hervor, dass Charge A trotz 
geringeren makroskopischen Porenvolumens die höhere Gesamtporosität aufweist. Beim 
Vergleich mit quecksilberporosimetrischen Messungen PHg werden die Ergebnisse der 
bildanalytischen Methode bestätigt. 
 
Tab. 2: Ergebnisse der Gesamtporositätsanalyse 
 
  Pmikro / % H / % Pmakro / % Pges / % PHg / % 
Charge A 44,6 ± 0,5 6,9 ± 0,2 1,8 ± 0,1 45,6 ± 0,5 43,0 ± 0,2 
Charge B 35,7 ± 0,4 12,3 ± 0,2 4,3 ± 0,1 38,5 ± 0,4 35,8 ± 0,2 
 
In Tab. 3 sind die Anteile an Hohl- und Vollgranalien dargestellt. Die Untersuchungen zeigen 
auch hier deutliche Unterschiede bezüglich der makroskopischen Struktur der beiden 
Granulatchargen auf.   
 
Tab. 3: Anteilmäßige Fraktion an Voll- und Hohlgranulaten 
 
  Anteil -voll / % Anteil -hohl / % 
Charge A 82,7 ± 0,3 17,3 ± 0,3 
Charge B 53,6 ± 0,3 46,4 ± 0,3 
 
Um Aussagen über mögliche Teilchenmigrationen im Granulatquerschnitt zu erhalten, soll 
nachfolgend die mittlere Partikelgröße betrachtet werden. Eine Ergebniszusammenfassung 
zeigt Tab. 4. Es ist zu erkennen, dass die Charge A über den gesamten Querschnitt eine 
homogene Verteilung der Partikelgröße aufweist. Dagegen ist bei Charge B eine geringfügige 
Migration der kleinen Partikel zum Granulatrand nachweisbar. Dieser Trend soll zukünftig 
mit geeigneten Modellsystemen bestätigt werden.  
 
Tab. 4: Ergebnisse der Partikelgrößen- und Oberflächenabstandsbestimmung 
 
 Probenstelle mittlere Partikelgröße  mittlerer Oberflächenabstand 
   dECD / nm DOF / nm 
R 172 ± 5 143 ± 4 
½ R 166 ± 5 145 ± 4 
0 166 ± 5 140 ± 4 
Charge A 
∅ 168 ± 5 143 ± 4 
R 149 ± 5 110 ± 3 
¾ R 176 ± 5 106 ± 3 
½ R 169 ± 5 118 ± 4 
Charge B 
∅ 165 ± 5 111 ± 3 
 
Die in Tab. 4 dokumentierten Ergebnisse der Oberflächenabstandsbestimmungen korrelieren 
sehr gut mit den Porositätsmessungen der Proben, d.h. die Struktur von Probe A ist über den 
Granulatquerschnitt sehr homogen. Bei Probe B ist im Bereich der inneren Oberfläche ein 
größerer Oberflächenabstand der Primärteilchen festzustellen als im Bereich des 
Granulatrandes. Wie aus der Verteilungsfunktion in Abb. 9 hervorgeht, treten deutliche 
Unterschiede zwischen den zwei Proben auf.  
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Abb. 9: Oberflächenabstandsverteilungen der Granulatchargen A und B 
 
Zusammenfassung 
 
In der vorliegenden Arbeit wurde gezeigt, dass mittels Ionenstrahlpräparation die Grundlage 
geschaffen werden kann, die innere Morphologie von Sprühgranulaten ortsaufgelöst und 
reproduzierbar zu charakterisieren.  
An Modellproben mit gezielt eingestellter Struktur konnte verdeutlicht werden, dass es 
gelingt, simultan harte keramische Partikel und weiche organische Komponenten so zu 
präparieren, dass eine Strukturanalyse möglich ist. An den Granulatchargen A und B konnten 
visuell Strukturunterschiede sichtbar gemacht werden. Es wurden Methoden aufgezeigt, diese 
Unterschiede durch quantitative Analysen zu bestätigen.  
Auf Basis dieser Ergebnisse soll es zukünftig möglich sein, Korrelationen zwischen 
Prozessfunktionen, Granulatstruktur und Produkteigenschaften aufzuzeigen.   
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Abstract
Direkte Numerische Simulationen des primären Strahlzerfalls von Rundstrahlen wurden durchgeführt, um den
Einfluss verschiedner Parameter auf die auftretenden Instabilitäten zu untersuchen. Hierbei wurde die Form des
Einströmprofils, der Turbulenzgrad, das integrale turbulente Längenmass, sowie der Umgebungsdruck bei modera-
ten Reynoldszahlen und Weberzahlen variiert. Mittels der durchgeführten Simulationen ist es möglich den Einfluss
von jedem Parameter auf die Instabilitäten, sowohl in Strahlausbreitungsrichtung als auch in Umfangsrichtung,
getrennt zu untersuchen und zu quantifizieren.
Einleitung
Der primäre Strahlzerfall von Rundstrahlen ist für eine Vielzahl technischer Anwendungen, mit unterschiedlichsten
Anforderungsprofilen hinsichtlich der Tropfengrößen- und Geschwindigkeitsverteilung des resultierenden Sprays,
von zentralem Interesse. In der Verbrennungstechnik ist beispielsweise ein Spray mit möglichst gleichmäßig klei-
nen Tropfen erwünscht, um so durch eine große Gesamtoberfläche der dispersen Phase die Tropfenverdampfung
gezielt zu maximieren. Im Gegensatz dazu ist beispielsweise bei der Aufbringung von Pflanzenschutzmitteln
eine möglichst homogene Verteilung größerer Tropfen vonnöten, damit diese nicht durch den Wind wegge-
tragen werden. Im Rahmen dieser Untersuchung wird der Einfluss unterschiedlicher Parameter auf die, beim
primären Strahlzerfall, auftretenden Instabilitäten untersucht, welche letztlich die resultierenden Tropfengrö-
ßenverteilungen bedingen. Diese Tropfengrößenverteilungen bestimmen unter anderem auch das Spektrum von
Feststoffpartikel beim Zerstäuben von Lösungen, Emulsionen oder Dispersionen. Es wird sowohl der Einfluss des
Umgebungsdrucks, als auch der Einfluss verschiedener Düsenaustrittsgeschwindigkeitsprofile, sowie der Einfluss
der charakteristischen Größen der aufgeprägten turbulenten Schwankungen untersucht. Die voll dreidimensionale
numerische Untersuchung der Phänomenologie erlaubt es diese Parameter gezielt und unabhängig voneinander zu
variieren und somit deren jeweiligen Einfluss zu analysieren und zu quantifizieren.
In der Vergangenheit wurden bereits numerische Untersuchungen zum Zerfall von Flüssigkeitsfilmen durchge-
führt. Klein [Kle02] untersuchte unter anderem den Einfluss der Einströmrandbedingungen und konnte zeigen,
dass die Vorgabe eines zufälligen Störungsfeldes am Einströmrand auf den Ausbreitungsvorgang keinen wesentli-
chen Einfluss hat und Störungen bereits nach einem geringen Abstand dissipieren. So wird ein Turbulenzgenerator
zur Erzeugung zeitlich und räumlich kohärenter Störungen nötig. Unter Anwendung des Einströmgenerators von
Klein et al. [Kle+03] wurden durch Sander und Weigand [SW08a] Untersuchungen zum Einfluss verschiedener
Parameter auf die Instabilitäten bei Zerfall von Filmen durchgeführt. Ähnliche Untersuchungen werden hier zum
Rundstrahl gezeigt.
Numerische Methode
Zur numerischen Simulation wurde der hauseigene, dreidimensionale Strömungslöser Free Surface 3D (FS3D)
verwendet, der die inkompressiblen Navier Stokes Gleichungen für Zweiphasenströmungen mit freier Grenzfläche
mittels direkter numerischer Simulationen (DNS) löst. Das Strömungsfeld wird durch Lösung der Erhaltungsglei-
chungen für Masse und Impuls berechnet
ρt +∇ · (ρu) = 0 , (1)
(ρu)t +∇ · ((ρu)⊗ u) = ∇ · (S− Ip) + ρg + fγ . (2)
Hierbei bezeichnet u den Geschwindigkeitsvektor, ρ die Dichte, p den statischen Druck, g die angreifende Ge-
wichtskraft. Der Schubspannungstensor S wird für Newtonsche Fluide durch S = µ
[∇u + (∇u)T ] bestimmt,
wobei µ die dynamische Viskosität bezeichnet. Die entlang der Grenzfläche wirkende Oberflächenspannung wird
1
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als Volumenkraft formuliert und durch den Term fγ berücksichtigt. Sie wird im Rahmen dieser Arbeit durch das
konservative CSS Model nach Lafaurie et al. [Laf+94] berechnet. Zur Darstellung der Grenzfläche zwischen den
beiden, als inert angenommenen, Phasen kommt in FS3D die Volume of Fluid (VOF) Methode nach Hirt und
Nichols [HN81] zur Anwendung. Hierbei wird eine zusätzliche Variable f eingeführt, die der Unterscheidung
zwischen flüssiger und gasförmiger Phase dient und den flüssigen Volumenanteil innerhalb jeder Zelle wie folgt
beschreibt
f(x, t) =
 0 im Gas(0; 1) in Grenzflächenzellen
1 in der Flüssigkeit.
(3)
Der Transport des f -Feldes wird analog zur Massenerhaltung formuliert
ft +∇ · (fu) = 0 . (4)
Durch eine entsprechende Skalierung lassen sich sowohl Dichte als auch Viskositätsverteilung aus dem f -Feld
berechnen. So erhält man exemplarisch für das Dichtefeld
ρ(x, t) = ρff(x, t) + ρg(1− f(x, t)) . (5)
Die dargestellten Erhaltungsgleichungen werden durch Finite Volumen zweiter Ordnung auf einem versetztem
Gitter diskretisiert. Um eine zeitlich scharfe, nicht verschmierende Grenzfläche zu gewährleisten, kommt in
Anlehnung an den PLIC Algorithmus von Rider und Kothe [RK98], zur Flussberechnung des f -Feldes eine
linearen Rekonstruktion der Oberfläche innerhalb jeder Grenzflächenzelle zum Einsatz. Sowohl Massen- und
Impulskonvektion, als auch die Impulsdiffusion und die angreifenden Volumenkräfte werden explizit behandelt.
Die aus der angenommenen Inkompressibilität resultierende Druck-Poisson-Gleichung wird implizit mittels
eines Mehrgitterlösers, der das Gauss-Seidel-Verfahren mit Rot-Schwarz-Musterungen als Glätter verwendet,
gelöst. Die Anzahl der Vor- und Nachglättungen in variablen V oder W Zyklen wird zur Laufzeit anhand der
entsprechenden Residuen angepasst und ermöglicht somit optimierte Rechenzeiten. Der gesamte Code ist sowohl
parallelisert als auch vektorisiert, um die Berechnung sehr großer Gitter auf Hochleistungsrechnern, wie sie
am Höchstleistungsrechenzentrum in Stuttgart (HLRS) zur Verfügung stehen, zu ermöglichen. Eine detaillierte
Beschreibung der beschriebenen Implementierung ist in der Arbeit von Rieber [Rie04] zu finden. Zusätzlich wird
in FS3D die Berechnung der Temperaturfelder unter Berücksichtigung der Verdampfung ermöglicht, was im
vorliegenden Rahmen jedoch keine Anwendung findet. Entsprechend sei an dieser Stelle auf die Arbeiten von
Hase und Weigand [HW04] und Schlottke und Weigand [SW08b] verwiesen.
Erzeugung turbulenter Einströmbedingungen
In FS3D sind zur Aufprägung der turbulenten Schwankungen im Geschwindigkeitsprofil zwei unterschiedliche
Methoden nach Klein et al. [Kle+03] und Kornev und Hassel [KH07b] implementiert.
In beiden Fällen werden dem mittleren Geschwindigkeitsprofil ui(t, y, z) die turbulenten Schwankungen u′i(t, y, z)
überlagert. Der Ansatz nach [Kle+03] zur Erzeugung der turbulenten Schwankungen mit vorgeschriebener Au-
tokorrelationsfunktion Rii und den Reynoldsspannungen rij basiert auf der digitalen Filterung von Zufallszah-
len [Kle+03; Lun+98]. Hierbei wird zunächst ein Feld zufälliger Zahlen für jede Geschwindigkeitskomponente
u′j(t, y, z) erzeugt. Nach Lund et al. [Lun+98] müssen diese den Bedingungen u′j = 0 und u
′
iu
′
j = δij genügen,
was mittels der von Klein et al.[Kle+03] vorgeschlagenen digitalen Filterung erreicht wird. Die Berechnung der
Filterkoeffizienten basiert auf einer mehrdimensionalen Newton Methode unter der Berücksichtigung der vorge-
gebenen Autokorrelationsfunktion einer homogenen, abklingenden Turbulenz im Endstadium
Rii(r, 0, 0) = exp(
−pir2
4L2t
) mit Lt =
√
2piν(t− t0) . (6)
Hierbei wird das integrale Längenmaß Lt vorgegeben, welche aus Ingenieursperspektive leichter zugänglich ist,
als die vollständige Autokorrelationsfunktion. Das erzeugte Geschwindigkeitsfeld u′j(t, y, z) genügt anschließend
der räumlichen und zeitlichen Zweipunkte Autokorrelationsfunktion.
Im nächsten Schritt wird die Kreuzkorrelation zwischen den Geschwindigkeitskomponenten mittels der Koordina-
tentransformation ui(t, y, z) = ui(t, y, z) + aijUj(t, y, z) berücksichtigt, wobei der Amplitudentensor
aij =

√
r11 0 0
r21/a11
√
r22 − a221 0
r31/a11 (r32 − a21a31)/a22
√
r33 − a231 − a232
 (7)
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mit den Reynoldsspannungen rij zusammenhängt. Das endgütige Schwankungsfeld u′i(t, y, z) = aijUj(t, y, z)
genügt somit sowohl der räumlichen und zeitlichen Zweipunkte-Autokorrelationsfunktion als auch den Reynoldss-
pannungen rij .
Bei der Methode nach Kornev und Hassel [KH07a; KH07b] werden Turbulenzballen, deren induzierendes Ge-
schwindigkeitsfeld analytisch vorgegeben wird, zufällig vor der Einströmebene verteilt. Die Turbulenzballen be-
wegen sich durch die Einströmebene und die turbulenten Schwankungen werden, basierend auf den durch die Tur-
bulenzballen induzierten Geschwindigkeiten, berechnet. Es wurde durch Kornev und Hassel [KH07b] gezeigt, dass
unter Annahme bestimmter Symmetriebedingungen des vorgegebenen Geschwindigkeitsfeldes der Turbulenzbal-
len eine analytische Lösung für deren inneres Geschwindigkeitsfeld, abhängig vom gewünschten Energiespektrum
resultiert. Im Rahmen dieser Untersuchung kam hierfür das Energiespektrum der abklingenden Turbulenz im End-
stadium im Fourierraum zu Anwendung
E(k) = CEk
4exp(−k2/w20) mit ω0 =
√
pi/Lt . (8)
Zur Darstellung des resultierenden inneren Geschwindigkeitsfeldes der Turbulenzballen sein auf Kornev et al.
[KH07b] verwiesen.
Setup
Zur Untersuchung der Instabilitäten beim primären Strahlzerfall wird der Prozess dreidimensional numerisch
simuliert und einzelne Parameter (Einströmprofil, Turbulenzgrad, integrales Längenmaß, Umgebungsdruck) in
einem physikalisch sinnvollen Rahmen variiert [SW08a]. Die Ausdehnung des Rechengebietes beträgt jeweils
12R in y und z Richtung, bei einer Auflösung von 320 Zellen je Raumrichtung, wobei R den Strahleintrittsra-
dius bezeichnet. In Strömungsrichtung beträgt die Ausdehnung 25R und wird durch 768 Zellen aufgelöst, so
dass das Rechengebiet insgesamt 78.6 Mio. Gitterzellen beinhaltet. Die Auflösung wurde derart gewählt, dass
stets die Kolmogorovsche Längenskala aufgelöst wird. In der Einströmebene kommt als Randbedingung eine haf-
tende Wand zur Anwendung, an allen verbleibenden Rändern werden von Neumann Randbedingungen angewandt.
Auswertemethodik
Im Folgenden wird auf die zur Quantifizierung der Strahleigenschaften verwendeten Größen eingegangen. Alle
Größen werden aus Schnitten in der yz-Ebene entlang der x-Achse, also in Richtung der Strahlausbreitung, ermit-
telt.
Die Größe ∆c beschreibt den Abstand des lokalen Strahlmassenschwerpunktes bezogen auf die Symmetrieachse
des Strahles in der Einströmebene. Somit stellt ∆c die Ablenkung und damit die Störungen des lokalen Schwer-
punktes in x-Richtung dar. Zur Beschreibung der Kontraktion des Strahles entlang der Strömungsrichtung, wird die
Strahlmasse innerhalb der yz-Schnitte ermittelt und daraus der äquivalente Kreisradius ρm bezogen auf R berech-
net. Neben der Kontraktion ist ρm ebenfalls ein gemitteltes Maß für die Instabilitäten des Strahls in x-Richtung.
Abbildung 1. Exemplarische Darstellung der Auswertegrößen
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Einen lokaleren Charakter der Instabilitäten des Strahls stellt die Größe ηmax dar. Sie stellt den maximalen Ab-
stand der Strahloberfläche vom lokalen Strahlmassenschwerpunkt bezogen auf den EinströmradiusR dar. Schließ-
lich dient die Größe Γ der Quantifizierung der Instabilitäten in Umfangsrichtung. Hierzu wird das Kurvenintegral
der Strahloberfläche innerhalb jedes Schnittes berechnet und auf den, mittels des massengemittelten Radius ρm
gebildeten, mittleren Strahlumfang bezogen.
Da der mit ρm gebildete Umfang die minimale Länge darstellt, muss Γ ≥ 1 sein.
Je größer Γ umso stärker sind die Instabilitäten in Umfangsrichtung. Es sei darauf hingewiesen, dass durch die
gewählte Normierung, die Deformation der Oberfläche von der Kreisform explizit von der Kontraktion des lokalen
massengemittelten Radius getrennt wird. Die beschriebenen Größen sind in Abbildung 1 (links) schematisch
dargestellt und deren Verlauf in Abbildung 1 (rechts oben) für einen beliebigen Zeitschritt über x/R aufgetra-
gen. Wie in Abbildung 1 (rechts unten) exemplarisch für den mittleren Radius dargestellt, werden zur weiteren
Auswertung die vier beschriebenen Größen über die verfügbaren Zeitschritte gemittelt. Zusätzlich wird die Stan-
dardabweichung der Größen ermittelt und mittels Fehlerbalken dargestellt. Die Standardabweichung stellt hierbei
ein geeignetes Maß der zeitlichen Schwankungen sowie deren Bewegung entlang der Strahlausbreitungsrichtung
dar.
Einfluss verschiedener Einströmprofile
Abbildung 2. Düsengeometrien und entspre-
chende Geschwindigkeitsprofile
Zunächst wird der Einfluss verschiedener Geschwindig-
keitseinströmprofile betrachtet. Bei den hier betrachteten
Fällen beträgt die Reynoldszahl Re = ρlU0D/µl = 4000
und die Weberzahl We = ρlU20D/σ = 340. Die turbulenten
Schwankungen mit dem Turbulenzgrad Tu = 0.5% und dem
integralen Längenmass Lt = D/3 wurden nach der Methode
von Klein [Kle+03] erzeugt. In Abbildung 2 werden die variier-
ten Eintrittsgeschwindigkeitsprofile (Blockprofil, ausgebildete
Rohrströmung, Sprungprofil), sowie die zugehörigen Düsen
(kurze Düse [KD], divergente Düse [Div], kurze Doppeldüse
[DD]) dargestellt.
In Abbildung 3 werden die resultierenden Topologien zu einem
beliebigen Zeitpunkt und die oben diskutierten charakteristi-
schen Größen dargestellt. Sowohl aus den Strömungsbildern,
als auch aus den Kurvenverläufen ist deutlich ersichtlich, dass
die Instabilitäten beim Blockprofil deutlich weniger ausgeprägt
sind. Bei den verbleibenden beiden Profilen ist am Verlauf
von ρm zu beobachten, dass zwar die mittlere Kontraktion des
Rundstrahls für das divergente Profil stärker ist, allerdings die
Standardabweichung des Doppeldüsenprofils größer ausfällt,
was in Übereinstimmung mit dem Eindruck stärkerer Unord-
nung in x-Richtung steht. Der Verlauf des Mittelwertes von ρm ist auf die Relaxation des Geschwindigkeitsprofils
zurückzuführen und ist für das Doppeldüsenprofil schneller abgeschlossen, als für das divergente Geschwindig-
keitsprofil.
An den Verläufen für ηmax, ∆c und Γ ist ersichtlich, dass die Instabilitäten beim Doppeldüsenprofil sowohl in x-
als auch in Umfangsrichtung früher einsetzen als beim divergenten Profil. Am Austritt liegen jedoch beide Profile
sowohl hinsichtlich der Mittelwerte, als auch der Standardabweichungen von ∆c und Γ auf etwa dem gleichen
Niveau. Insbesondere fällt auf, dass am Austritt die Strahloberfläche und somit die Oberflächendeformation, durch
Γ ausgedrückt, für das divergente Geschwindigkeitsprofil größer ist, als für das Doppeldüsenprofil.
Einfluss turbulenter Schwankungsgrößen
Zur Untersuchung des Einflusses der turbulenten Schwankungsgrößen wird hinsichtlich Re- und We-Zahlen das
gleiche Setup wie oben verwendet. Als Eintrittsgeschwindigkeitsprofil wird ein Blockprofil verwendet. Zunächst
wird bei festem Lt = D/10 der Turbulenzgrad für Tu = 0.5%, Tu = 1.5% und Tu = 5% variiert. Für
Tu = 0.5% und Tu = 5% werden die Schwankungen nach der Methode von Kornev und Hassel [KH07b] und
für Tu = 1.5% nach der Methode von [Kle+03] erzeugt. In Abbildung 4 sind die berechneten Strahloberflächen
und die entsprechenden Verläufe dargestellt.
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Abbildung 3. Strömungstopologie und charakteristische Größen für drei unterschiedliche Düsengeometrien (kurze
Düse, divergente Düse, kurze Doppeldüse)
Abbildung 4. Strömungstopologie und charakteristische Größen für unterschiedliche Turbulenzgrade (Tu =
0.5%, Tu = 1.5%, Tu = 5%)
Bei der Betrachtung der Strömungsbildes sind die Störungen nur schwach erkennbar. Aus den Verläufen des
mittleren Radius ist ersichtlich, dass es aufgrund des gewählten Blockprofils keine mittlere Kontraktion gibt. Mit
zunehmendem Turbulenzgrad steigen, wie zu erwarten, die Störungen an. Dies wird durch die Standardabwei-
chungen dargestellt. Die Störungen in Umfangsrichtung sind direkt am Eintritt maximal, aber insgesamt recht
klein und somit wenig aussagekräftig.
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Interessant ist die unterschiedliche Wirkung der beiden Turbulenzgeneratoren. Trotz kleinerem Turbulenzgrad
bewirkt der Turbulenzgenerator nach Klein eine stärkere Auslenkung des Strahles weg von der Symmetrieachse.
Offensichtlich werden bei der Methode nach Klein et al. [Kle+03] stärkere Störungen in Querrichtung erzeugt.
Dieser Unterschied ist in Zukunft weiter zu untersuchen.
Nun wird bei festem Turbulenzgrad Tu = 5% das integrale Längenmaß für Lt = D/10 und Lt = D/3 variiert
und mittels der Methode nach Kornev und Hassel [KH07b] aufgeprägt. Die zugehörigen Ergebnisse sind in
Abbildung 5 dargestellt.
Mit steigendem Lt nehmen die Störungen in x-Richtung zu, was sowohl an der Standardabweichung von ρm als
auch an den Verläufen für ηmax erkennbar ist. Die Störungen in Umfangsrichtung bleiben, wie in den Fällen der
variierten Turbulenzgrade, vergleichbar gering.
Abbildung 5. Strömungstopologie und charakteristische Größen für unterschiedliche integrale Längenmaße (Lt =
D/10, Lt = D/3)
Einfluss des Umgebungsdruckes
Zur Untersuchung des Einflusses des Umgebungsdruckes wurde die Reynoldszahl auf Re = 2366 verringert und
die Weberzahl auf We = 1364 erhöht. Diese Konfiguration wird für Hochdruckumgebungen bei einem Umge-
bungsdruck von p = 31bar, und 51bar einer Niederdruckkonfiguration bei p = 1bar gegenübergestellt. In allen
Konfigurationen wurden turbulente Schwankungen mit Tu = 0.5% und Lt = D/10 mittels dem Generator nach
Kornev und Hassel [KH07b] erzeugt und einem mittleren Blockprofil überlagert. Wie bereits an der Topologie,
sowie an den Verläufen des 1bar-Falls, erkennbar ist, spielen die turbulenten Schwankungen für den gewählten
Fall keine nennenswerte Rolle.
Aus Abbildung 6 ist deutlich die Verstärkung der, auf der Strahloberfläche auftretenden, Instabilitäten ersichtlich.
Die Verstärkung der Instabilitäten in x-Richtung tritt, sowohl durch die Vergrößerung der Standardabweichung
von ρm, in den Verläufen von ηmax als auch in den Abweichungen ∆c deutlich hervor. Auch in Umfangsrichtung
nehmen die Instabilitäten deutlich zu, wie sich aus dem Verlauf von Γ schließen lässt. Die auftretenden Umfangs-
instabilitäten liegen hierbei in ähnlicher Größenordnung, wie bei der Variation der Geschwindigkeitsprofile.
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Abbildung 6. Strömungstopologie und charakteristische Größen bei unterschiedlichen Umgebungsdrücken (p =
1bar, p = 31bar, p = 51bar)
Zusammenfassung
Es wurde der Einfluss verschiedener Parameter auf die, beim primären Strahlzerfall von Rundstrahlen, auftre-
tenden Instabilitäten untersucht. Hierzu wurde die Form des Einströmprofils, der Turbulenzgrad, das integrale
turbulente Längenmass, sowie der Umgebungsdruck variiert. Die Variationen wurden so gewählt, dass sie den
physikalisch repräsentativen Rahmen abdecken.
Ein maßgeblicher Einfluss auf die Instabilitäten sowohl in Strömungsrichtung, als auch in Umfangsrichtung
resultiert aus der Wahl der mittleren Geschwindigkeitsprofile, sowie dem Umgebungsdruck. Eine Erhöhung des
turbulenten integralen Längenmaßes bewirkt eine Anfachung der Störungen in Strömungsrichtung. Im Vergleich
dazu ist der Einfluss des Turbulenzgrades im hier betrachteten Rahmen gering.
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Zusammenfassung
Der Zerfall eines laminaren Flüssigkeitsstrahls im Zentrifugalfeld wurde analytisch und
experimentell untersucht. Zur mathematischen Beschreibung des Zerfallsvorgangs wurde die
Methode der kleinen Schwingungen angewendet, bei der gedanklich einer zeitlich gemittelten
Grundströmung kleine Schwingungen überlagert werden. Die Bewegungsgleichungen der
zeitlich gemittelten Grundströmung werden mit Hilfe einer Kräftebilanz am infinitesimalen
Strahlsegment hergeleitet. Die resultierende axiale Bewegungsgleichung, eine gewöhnliche
Differentialgleichung 2. Ordnung, der nur eine Randbedingung zugeordnet werden kann, wird
mit einem modifizierten “Rückwärtsschieß-Verfahren” gelöst. Die kleinen Schwingungen
werden mittels einer linearen Stabilitätsanalyse untersucht, wobei der Einfluss der umgebenden
Gasphase berücksichtigt wird. Die rechnerisch ermittelten Tropfengrößen zeigen eine zufrie-
denstellende Übereinstimmung mit den Experimenten.
Einleitung
In vielen industriellen Prozessen wie der Sprühtrocknung, der Sprühkristallisation, der Sprüh-
polymerisation oder in der Beschichtungstechnik finden Rotationszerstäuber Anwendung.
Rotationszerstäuber, die im Bereich des Rayleighschen Zerfalls laminarer Flüssigkeitsstrahlen
betrieben werden, bieten die Vorteile einer engen Tropfengrößenverteilung bei geringem
Energieaufwand und geringer Verschleiß- und Verstopfungsneigung.
Untersuchungen zum Zerfall von geraden und zylindrischen laminaren Flüssigkeitsstrah-
len wurden von vielen Autoren unternommen. Dabei wurde die lineare Stabilitätsanalyse
von [Ray79], [Web31], [Cha81] und [Kel73], und die nichtlineare von [Pim77] und [Bog79]
durchgeführt. Flüssigkeitsstrahlen, die durch das Schwerefeld einer Dehnung unterworfen
sind, wurden von [Non04] und [Sau05] untersucht. Die Instabilität von Flüssigkeitsstrahlen im
Zentrifugalfeld wurde unter anderem von [Kit77], [Wal02], [Pva07] und [Dec09] betrachtet.
Zur Bestimmung der Tropfengröße beim Zerfall gedehnter Flüssigkeitsstrahlen ist die exakte
Beschreibung der zeitlich stationären Grundströmung von großer Bedeutung. Aus ihr geht der
einschnürende Verlauf des Strahlradius hervor, der zusammen mit der kritischen Wellenlänge
aus der Stabilitätsanalyse die Tropfengröße bestimmt. Die Bewegungsgleichung für die
zeitlich gemittelte Grundströmung eines gedehnten Flüssigkeitstrahls ist unterbestimmt. Eine
Lösungsmöglichkeit für die Bewegungsgleichung gerader, durch das Erdschwerefeld gedehnter
Flüssigkeitsstrahlen wird von [Sau05] beschrieben. Diese kann jedoch nur eingeschränkt auf
die Problemstellung im Zentrifugalfeld übertragen werden.
Ziel dieser Arbeit ist die Erarbeitung eines Modells zur verlässlichen Vorhersage der
Tropfengröße beim Rayleighschen Zerfall laminarer Flüssigkeitsstrahlen im Zentrifugalfeld als
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Abb. 1: Physikaliches Modell. Abb. 2: Richtungsfeld mit Näherungs- und ex-
akter Lösung: We = 4, Re = 0.2; Ro = 2, Z = 0.
Funktion stofflicher, geometrischer und betrieblicher Parameter. Untersucht werden sowohl die
zeitliche als auch die räumliche Entwicklung der Instabilität sowie eine Lösungsmethode für
die unterbestimmte Bewegungsgleichung der zeitlich stationären Grundströmung. Eingebunden
sind zielgerichtete Experimente zur Bestimmung der Zerfallslänge und der Tropfengröße zur
Validierung der Rechenergebnisse.
Physikalisches Modell
Dem Modell liegt die Methode der kleinen Schwingungen zugrunde, bei der gedanklich
einer zeitlich stationären Grundströmung kleine wellenförmige Störungen überlagert werden.
Abbildung 1 zeigt die Kontur eines Flüssigkeitsstrahls, der mit der Geschwindigkeit w0 aus
einer zylinderförmigen Düse mit dem Radius r0 austritt und sich auf einer spiralförmigen
Bahnkurve mit dem Krümmungsradius k um den rotierenden Zerstäuber bewegt. Der zylindri-
sche Zerstäuber mit dem Radius n0 rotiert mit der Winkelgeschwindigkeit ω . Die Flüssigkeit
weist die Viskosität µl und die Dichte ρl , das umgebende Gas die Dichte ρg auf. An der
Phasengrenze zwischen Flüssig- und Gasphase herrscht die Grenzflächenspannung σ vor. Die
mathematische Beschreibung erfolgt in einem mitbewegten zylindrischen Koordinatensystem
r,z. Das globale Koordinatensystem n,ϕ mit dem Ursprung auf der Rotationsachse ist ebenso
zylindrisch und gibt die aktuelle Position des mitbewegten Koordinatensystems wieder.
Um das Problem mathematisch zugänglich zu machen und die Komplexität und den Re-
chenaufwand in Grenzen zu halten, werden folgende Annahmen getroffen:
• die Stoffgrößen sind konstant,
• der Strahl ist rotationssymmetrisch,
• die Flüssigkeitsströmung ist laminar.
Durch die kleinen Störungen ändert sich der Strahlradius rs zeitlich und räumlich. Die
Strömung kann in eine zeitlich gemittelte Grundströmung, die die Bahnkurve und die Dehnung
aufgrund der Zentrifugalbeschleunigung beschreibt, und eine zeitabhängige Schwingung, die
entlang des Strahls anwächst und letzlich zum Zerfall des Strahls in Tropfen führt, unterteilt
werden. Der Strahlradius rs setzt sich somit aus dem zeitlich gemittelten Strahlradius r¯s und
einer Störgröße δ zusammen: rs(z, t) = r¯s(z)+δ (z, t).
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Zeitlich stationäre Bewegung des Flüssigkeitsstrahls
Aus einer Kräftebilanz am infinitesimalen Strahlsegment folgen die Bewegungsgleichungen für
die zeitlich gemittelte Grundströmung entlang und normal zur Strahlachse im mitbewegten zy-
lindrischen Koordinatensystem r,z. Entdimensioniert mit dem Düsenradius r0, der Austrittsge-
schwindigkeit w0 und der Dichte der Flüssigkeit ρl resultiert die Bewegungsgleichung in axialer
Richtung:
W¯
dW¯
dZ
=
1
We
1
R¯2s
dR¯s
dZ
+
3
Re
1
R¯2s
d
dZ
(
R¯2s
dW¯
dZ
)
+RoN sinα− ρg
ρl
cD
piR¯s
Vg2 cosζ (1)
und normal zur Strahlachse:
W¯ 2
K
=−RoN cosα+2W¯
(
Ro
D
) 1
2
+
ρg
ρl
cD
piR¯s
Vg2 sinζ (2)
mit den dimensionslosen Größen W¯ = w¯/w0 der zeitlich gemittelten Axialgeschwindigkeit,
Vg = vg/w0 der Gasgeschwindigkeit, R¯s = r¯s/ro dem Strahlradius, Z = z/r0 der axialen Koor-
dinate entlang des Strahls, N = n/n0 dem Positionsvektor, K = k/r0 dem Krümmungsradius,
cD dem Widerstandsbeiwert, α dem Neigungswinkel des Strahls, ζ dem Anströmwinkel des
Gases und den charakteristischen Kennzahlen We= ρlr0w20/σ der Weberzahl, Re= ρlr0w0/µl
der Reynoldszahl, Ro = ω2r0n0/w20 der Rotationszahl, D = n0/r0 dem Durchmesserverhältnis
und ρg/ρl dem Dichteverhältnis.
Gleichung (1) ist eine gewöhnliche Differentialgleichung 2. Ordnung, der nur eine Randbedin-
gung, die Axialgeschwindigkeit an der Düsenmündung W¯ |Z=0 = 1, zugeordnet werden kann.
Die zweite Randbedingung dW¯dZ |Z=0 ist zunächst nicht zugänglich. Das Problem kann durch eine
Umformung und der Betrachtung im Richtungsfeld behandelt werden [Sau05]. Durch Umfor-
men von (1) mit der zeitlich stationären Massenbilanz W¯ R¯2s = 1 folgt:
d
dW¯
dW¯
dZ
=
1
W¯
dW¯
dZ
+
Re
3
[
W¯ +
W¯−
1
2
2We
]
+
Re
3dW¯dZ
[
−RoN sinα +ρg
ρl
cD
pi
W¯
1
2Vg2 cosζ
]
. (3)
Eine Näherungslösung für den Geschwindigkeitsgradienten dW¯dZ kann durch auflösen von Glei-
chung (3) erhalten werden. Dazu wird die Ableitung des Geschwindigkeitsgradienten konstant
gesetzt ddW¯
dW¯
dZ = κ = konst., nach
dW¯
dZ aufgelöst und nach W¯ abgeleitet. Die Konstante κ ist dann
nur noch von der Geschwindigkeit W¯ abhängig und mit Gleichung (3) kann der Geschwindig-
keitsgradient dW¯dZ näherungsweise bestimmt werden. Abbildung 2 zeigt das Richtungsfeld von
Gleichung (3). Die kleinen Vektorlinien zeigen Tangenten an potentielle Lösungen der Glei-
chung für verschiedene Randbedingungen dW¯dZ |W¯=1. Es zeigt sich, dass die Differentialgleichung
in positiver Richtung divergent ist, da für kleine Abweichungen in den Randbedingungen die
Lösung für den Geschwindigkeitsgradienten dW¯dZ gegen ±∞ strebt. Die gestrichelte Linie zeigt
die Näherungslösung, die für große Geschwindigkeiten W¯ eine sehr gute Lösung darstellt. Für
kleine Geschwindigkeiten weist sie jedoch große Abweichungen zur exakten Lösung auf. Die
exakte Lösung für den Gradienten stellt die Grenzkurve dar, unterhalb derer die Lösungen nach
−∞ und oberhalb nach +∞ divergieren. Diese kann durch Rückwärtsintegration von Gleichung
(3) mit der Näherungslösung als Startbedingung stromabwärts erhalten werden. Der so ermittel-
te Gradient dW¯dZ |Z kann nach Z integriert werden und ergibt die neue Geschwindigkeit W¯ |Z+dZ .
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Gekoppelt mit Gleichung (2) und den Beziehungen für die Position in den globalen Koordinaten
N und ϕ sowie dem Neigungswinkel α:
dN
dZ
=
sinα
D
;
dϕ
dZ
=
cosα
ND
;
dα
dZ
=
cosα
ND
− 1
K
(4)
ist das Gleichungssystem zur Berechnung der zeitlich stationären Grundströmung bestimmt.
Stabilitätsanalyse
Mit einer linearen Stabilitätsanalyse werden die kleinen Schwingungen der Phasengrenze
zwischen Flüssig- und Gasphase untersucht. Der Theorie liegt die Annahme zugrunde, daß
die Phasen zufälligen oder gezielt aufgeprägten kleinen Strörungen ausgesetzt sind, die je
nach Stoff- und Betriebsgrößen angefacht oder gedämpft werden. Ausgangspunkt für die
Untersuchung dieser Störungen sind die Navier Stokesschen Gleichungen zusammen mit der
Kontinuitätsbedingung in zylindrischen Koordinaten für die Flüssigphase. Die Bewegung wird
unterteilt in die zeitlich gemittelte Grundströmung und eine instationäre Störströmung für die
axiale und radiale Geschwindigkeit wl = w¯l +w′l , ul = u¯l + u
′
l , den Druck p = p¯+ p
′ und
den Strahlradius rs = r¯s + δ . Da die Störgrößen als klein angenommen werden, folgen bei
Vernachlässigung quadratisch kleiner Glieder die linearen Stördifferentialgleichungen für die
Flüssigphase.
∂U ′l
∂R
+
U ′l
R
+
∂W ′l
∂Z
= 0 (5)
∂U ′l
∂T
+W¯
∂U ′l
∂Z
=−∂P
′
∂R
+
1
Re
(
∂ 2U ′l
∂R2
+
1
R
∂U ′l
∂R
−U
′
l
R2
+
∂ 2U ′l
∂Z2
)
(6)
∂W ′l
∂T
+W¯
∂W ′l
∂Z
=−∂P
′
∂Z
+
1
Re
(
∂ 2W ′l
∂R2
+
1
R
∂W ′l
∂R
+
∂ 2W ′l
∂Z2
)
(7)
mit P= p/ρlw20 dem dimensionslosen Druck und T = tw0/r0 der dimensionslosen Zeit.
Zur Lösung dieses Gleichungssystems werden folgende Randbedingungen vorgegeben:
P′ =
ρg
ρl
P′g+
2
Re
∂U ′l
∂R
− 1
We
(
∆
R¯2s
+
∂ 2∆
∂Z2
)
(8)
mit der dimensionslosen Auslenkung des Strahlradius ∆ = δ/r0. Die Radialgeschwindigkeit
an der PhasengrenzeU ′l |R=Rs kann durch die Bewegung der Auslenkung wiedergegeben werden
U ′l =
∂∆
∂T
+W¯
∂∆
∂Z
. (9)
Die Schubspannungen an der Phasengrenze werden vernachlässigt, somit gilt
∂W ′l
∂R
+
∂U ′l
∂Z
= 0. (10)
Zur Untersuchung der oszillierenden Störungen bieten sich folgende Separationsansätze an:
U ′l (R,Z,T ) = Uˆl(R)exp [i(K(Z)−Ω(T ))] (11)
W ′l (R,Z,T ) = Wˆl(R)exp [i(K(Z)−Ω(T ))] (12)
P′(R,Z,T ) = Pˆ(R)exp [i(K(Z)−Ω(T ))] (13)
∆(R,Z,T ) = ∆ˆ(R)exp [i(K(Z)−Ω(T ))] (14)
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mit den Amplitudenfunktionen der Störung Uˆl(R), Wˆl(R), Pˆ(R) und ∆ˆ(R), der räumlichen
Wellenfunktion K(Z) = Kr + iKi und der zeitlichen Wellenfunktion Ω(T ) = Ωr + iΩi. Beide
Wellenfunktionen sind komplex, wobei der Realteil die Schwingung mit der Ableitung
KZ,r = ∂Kr∂Z als Wellenzahl und ΩT,r =
∂Ωr
∂T der Kreisfrequenz beschreibt, während der entspre-
chende Imaginärteil das Anwachsen oder die Dämpfung der Störung charakterisiert. Hierbei
wird zwischen dem räumlichen und zeitlichen Anwachsen der Störungen unterschieden.
Durch die Ansätze (11-14) werden die Gleichungen (5-7) in Besselsche Differentialgleichun-
gen überführt. Die Lösung dieser Differentialgleichungen erfolgt mit den Randbedingungen
(8), (9) und (10). Die Druckschwankung aus der Gasströmung an der Phasengrenze wird mit
Hilfe der Potentialtheorie ermittelt:
Pˆg(R¯s) =
K1(KZR¯s)
KZK′1(KZR¯s)
(
ΩT +
2
R¯s
U¯g−KZW¯g
)2
∆ˆ (15)
mit K1, der modifizierten Besselschen Funktion zweiter Art. Dies führt zur Dispersionsglei-
chung:
(W¯lKZ−ΩT )2
KZ
S2+K2Z
S2−K2Z
I0(KZR¯s)
I1(KZR¯s)
=−ρg
ρl
K1(KZR¯s)
KZK′1(KZR¯s)
(
ΩT +
2
R¯s
U¯g−KZW¯g
)2
− 1
We
(
1
R¯2s
−K2Z
)
+
2
Re
i(W¯lKZ−ΩT )
[
−2 K
2
Z
S2−K2Z
(
S
I0(SR¯s)
I1(SR¯s)
− 1
R¯s
)
+
S2+K2Z
S2−K2Z
(
KZ
I0(KZR¯s)
I1(KZR¯s)
− 1
R¯s
)]
(16)
mit S2 = K2Z+ iRe(W¯lKZ−ΩT ) und I0 und I1 den modifizierten Besselschen Funktionen.
Es wird zwischen der zeitlichen und räumlichen Entwicklung der kleinen Störungen un-
terschieden. Bei der zeitlichen Stabilitätsanalyse wird eine räumliche Welle mit kontanter
Wellenzahl KZ,r vorgegeben und die zeitliche Anfachung untersucht. Die zeitliche Anfa-
chungsrate ΩT,i wird anhand der Dispersionsgleichung (16) ermittelt, der Imaginärteil der
räumlichen Wellenfunktion ist null, Ki = 0. Aufgrund der Einschnürung des Strahls, ändert
sich die Anfachungsrate bei konstanter Wellenzahl entlang des Strahls. Ein Strahl ist daher
für eine gegebene Wellenzahl instabil, wenn die integrale Anfachung Ωi =
∫ Tmax
0 ΩT,i dT > 0
positiv wird. Die kritische Wellenzahl KZ,r,krit , bei der die Anfachung maximal wird Ωi,max
führt zum Zerfall des Strahls in Tropfen. Bei der räumlichen Stabilitätsanalyse wird bei
Vorgabe einer konstanten Kreisfrequenz ΩT,r die räumliche Anfachungsrate KZ,i ermittelt.
Eine Welle ist instabil, falls die räumlich Anfachung negativ ist Ki =
∫ Zmax
0 KZ,i dZ < 0. Die
kritische Kreisfrequenz ΩT,r,krit ruft am Zerfallspunkt die minimale Anfachung Ki,min hervor.
Es resultiert die kritische Wellenlänge KZ,r,krit .
Die Tropfengröße ergibt sich über das volumengleiche Strahlsegment mit der axialen
Ausdehnung Λ = λ/r0 = 2pi/KZ,r,krit und dem zeitlich gemittelten Kreisquerschnitt des
Strahls am Zerfallspunkt zu dD2r0 =
1
2
3
√
12pi
KZ,r,krit
(R¯s|Zmax)2 sowohl für die zeitliche als auch für die
räumliche Instabilität.
Experimente
Der Versuchsaufbau besteht aus einem rotierenden Becherzerstäuber, dessen Radius zwischen
n0 = 60mm und n0 = 120mm variiert. Eine zylindrische Düse mit einem Radius von r0 = 0,5mm
bzw. r0 = 1mm ist an der Seitenwand horizontal angebracht. Die Winkelgeschwindigkeit des
5
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Abb. 3: Zerfallslänge als Funktion dynami-
scher Kennzahlen.
Abb. 4: Vergleich zwischen zeitlicher und
räumlicher Stabilitätsanalyse We= 10.
Zerstäubers wurde zwischen ω = 30rad/s und ω = 90rad/s, die Austrittsgeschwindigkeit
des Strahls zwischen w0 = 0,2m/s und w0 = 1,2m/s variiert. Als Versuchsmedien dienten
einerseits Wasser und andererseits wässrige Lösungen von Glyzerin mit 60w-% für Lö-
sung L1 und 90w-% für Lösung L2. Die Flüssigkeiten weisen bei einer Temperatur von
T = 293K die Viskositäten µH2O = 0,001Pas, µL1 = 0,01Pas und µL2 = 0,193Pas, die Dichten
ρH2O = 998kg/m
3, ρL1 = 1156kg/m3 und ρL2 = 1235kg/m3 und die Grenzflächenspannungen
σH2O = 0,072N/m, σL1 = 0,067N/m und σL2 = 0,066N/m auf.
Die Untersuchungen zur Zerfallslänge eines Flüssigkeitsstrahls und der Größe der entstehenden
Tropfen wurden durch eine Schattenlichttechnik realisiert. Eine Hochgeschwindigkeitskamera
(Redlake HG-100K) nimmt den Flüssigkeitstrahl mit Aufnahmeraten bis zu 1000 Bilder/s auf.
Ein LED-Panel mit Diffusorscheibe wurde für die Hintergrundbeleuchtung eingesetzt. Die
Bilder wurden mit einer eigens entwickelten Bildanalysesoftware basierend auf MATLAB™
ausgewertet.
Ergebnisse und Diskussion
Abbildung 3 zeigt die modifizierte Zerfallslänge Zmod = zmax2r0
(
1+2(2Ro)0.25
)−1 von Flüs-
sigkeitsstrahlen aufgetragen über dem Zerfallsparameter (2We)0.5 + 3WeRe für alle drei
Versuchsflüssigkeiten. Die Parameter variieren gemäß der Versuchsbeschreibung. Die modifi-
zierte Zerfallslänge Zmod wurde von Nonnenmacher [Non04] eingeführt und berücksichtigt den
Einfluss der Dehnung durch das Erdschwerefeld oder das Zentrifugalfeld. Es zeigt sich, dass
die Zerfallslängen beim Zerfall laminarer Flüssigkeitsstrahlen im Zentrifugalfeld innerhalb
eines engen Bandes auf einer Geraden liegen.
Die berechneten Tropfendurchmesser aus der zeitlichen sowie der räumlichen Stabilitätsana-
lyse werden in Abbildung 4 für konstante Stoffparameter
√
We/Re = 0,05 bei konstanter
Weberzahl We = 10 verglichen. Eine Näherungsbeziehung aus den experimentell ermittelten
Zerfallslängen dient als Randbedingung für die Berechnung. Mit zunehmender Rotationszahl
und damit zunehmender Zentrifugalbeschleunigung sinkt die Tropfengröße ab, da die Be-
schleunigung zu größeren Dehnraten und damit zu geringeren Strahlradien am Zerfallspunkt
führt. Es zeigt sich, dass bei der räumlichen Stabilitätsanalyse tendenziell größere Tropfen
berechnet werden. Nach Keller [Kel73] gibt die räumliche Lösung das physikalische Phänomen
6
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Abb. 5: Ber. Tropfengröße bei verschiede-
nen Weberzahlen
√
We/Re= 0,05.
Abb. 6: Vergleich zwischen Experiment und
Rechnung bei
√
We/Re= 0,05.
der Topfenbildung besser wieder als die zeitliche, da das beobachtete Aufklingverhalten der
kleinen Störungen ein räumliches Phänomen ist.
Der Einfluss steigender Weberzahlen auf die Tropfengröße ist in Abbildung 5 dargestellt.
Der größere Impuls des Strahls mit zunehmender Weberzahl führt zu größeren Zerfallslän-
gen, wodurch der Strahl länger der Zentrifugalbeschleunigung ausgesetzt ist. Dies führt zu
einem geringeren Strahlradius aus der Grundströmung am Zerfallspunkt R¯s|Zmax . Abbildung 6
zeigt den Vergleich zwischen Rechnung und Experiment für die Weberzahlen We = 10 und
We= 400. Die berechneten Tropfengrößen stammen aus der räumlichen Stabilitätsanalyse. Der
Vergleich zeigt eine zufriedenstellende Übereinstimmung zwischen Rechnung und Experiment.
Nomenklatur
d Durchmesser (m)
D Durmesserverhältnis
k Krümmungsradius (m)
K räumliche Wellenfunktion
n Radiale Koordinate (global) (m)
p Druck (Pa)
r Radiale Koordinate (lokal) (m)
t Zeit (s)
u Radiale Geschwindigkeit (m s−1)
w Axiale Geschwindigkeit (m s−1)
v Geschwindigkeit (m s−1)
z Axiale Koordinate (m)
cD Widerstandskoeffizient
Re Reynoldszahl
Ro Rotationszahl
S Dispersionsparameter
We Weberzahl
α Neigungswinkel
δ Störgröße des Radius (m)
ϕ Winkelkoordinate
ζ Anströmwinkel des Gases
ρ Dichte (kg m−3)
κ Konstante
σ Grenzflächenspannung (N m−1)
µ Viskosität (Pa s)
λ Wellenlänge (m)
ω Winkelgeschwindigkeit (rad s−1)
Ω Zeitliche Wellenfunktion
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Indizes
0 Düsenmündung
D Tropfen
D Widerstand
g Gas
i Imaginär
krit Kritisch
l Liquid
max Maximum
min Minimum
r Real
T ddT
Z ddZ
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Abstract
This work deals with the computational modelling of the mass transition of evaporating liquid
drop-laden gas flows. In the present study the evaporation model due to Abramzon and Sirig-
nano (1989) has been extended by introducing an additional transport equation for a newly
defined quantity a, defined as the phase-interface surface fraction. This allows the change in
the drop diameter to be quantified in terms of a probability density function. The source term
in the equation describing the dynamics of the volumetric fraction of the dispersed phase αD
is related to the evaporation time scale τΓ.
The dimensionless numbers characterizing the heat and mass exchange process are Nusselt
number Nu and Sherwood number Sh. Several models, e.g. [Ren83] and [Par95], are based
on the correlation model of Ranz and Marschall [Ran52], have been developed to model these
parameters. The evaporation rate model of Abramzon and Sirignano [Abr89] considers addi-
tionally the latent heat flux of the evaporated liquid leaving the droplet. The correct capturing
of the gas phase humidity requires the liquid vapor mass ratio Y , influenced by convective, con-
ductive, turbulent and thermal diffusive effects, to be computed from an appropriate transport
equation in addition to the equation governing the temperature field T .
Computational Model
In an evaporating process the mass transfer rate on the drop surface depends on the drop
size. The polydispersed spray consists of drops with different diameters. To determine the mas
transfer, i.e. the evaporation rate for such a case, the drop diameter distribution of the spray is
necessary. Using the approach based on a particle diameter probability density function (PDF)
(see Fig. 1 for its graphical representation):
f
(
Dp
E (Dp)
)
=
π
2
Dp
E (Dp)
e
−
pi
4
D2p
E(Dp)2 with f (Dp) =
9
8
π
Dp
D232
e
−
9
16
pi
D2p
D2
32 (1)
depending on the Sauter mean diameter,
D32 =
E
(
D3p
)
E
(
D2p
) = 6α¯D
a¯
⇔
a¯
πE
(
D2p
) = α¯
pi
6
E
(
D3p
) (2)
with the newly defined variable a¯ being the phase-interface surface fraction, the mass transfer
rate can be calculated, Groll et al. [Gro04]. The expectation values of the squared and cubic
diameters in terms of the Sauter mean diameter only, result from this modelled PDF:
E (Dp) =
2
3
D32 E
(
D2p
)
=
16
9π
D232 E
(
D3p
)
=
16
9π
D332 (3)
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A time dependent relation has to be defined to calculate the change of the drop diameter
when simulating motion of a polydispersed phase. The change of the expectation value of the
diameter squared is presumed to be constant in accordance to the d2-law, Kastner [Kas01]:
d
dt
E
(
D2p
)
= −Γ . (4)
Integration of this equation results in the time-dependent solution for the drop diameter:
Dp(t) =
√
D2p(0)− Γt . (5)
Substitution of the expectation value with the given density function definition
 0
 0.2
 0.4
 0.6
 0.8
 1
 1.2
 0  0.5  1  1.5  2
f(D
p)
Dp/D32
diameter pdf
Figure 1: PDF of a normalized particle drop diameter in a polydispersed spray
−Γ =
d
dt
E
(
D2p
)
=
16
9π
d
dt
D232 =
32
9π
D˙32
d
dt
D32 ⇒ D˙32 = −
9π
32
Γ
D32
(6)
reveals that the deviation of the Sauter mean diameter depends on the evaporation constant of
the d2-law. Based on this formulation, the following equation has been derived:
d
dt
E
(
D3p
)
=
16
9π
d
dt
D332 =
16
9π
(
D˙32D
2
32 +D32
d
dt
D232
)
= −
3
2
ΓD32 . (7)
With this expression, the time-dependent change of an expected drop volume is defined. The
outcome of the last equation is used for the determination of the mass transfer of a drop with
the expected mass m¯p:
dm¯p
dt
=
π
6
ρD
d
dt
E
(
D3p
)
= −
π
4
ρDD32Γ . (8)
Based on the evaporation model due to Abramzon and Sirignano [Abr89], the mass transfer
rate at the surface of a drops cloud representing a function of the modified Sherwood number
Sh∗ and the mass transfer coefficient BM is to be determined by using the following equations:
m˙ = πD21ρ
CDαβSh
∗ln (1 +BM) (9)
The definitions of the Sherwood number and its modification and the mass transfer coefficient
are given in Section . By equalizing the PDF-dependent mass transfer rate and the mod-
elled mass transfer rate, the evaporation factor Sh∗ln (1 +BM ) in the model of Abramzon and
Sirignano [Abr89] is defined as:
π
4
ρDD32Γ = −m˙p = m˙ = πD21ρ
CDαβSh
∗ln (1 +BM)
⇒ Γ = 4
D21
D32
ρC
ρD
DαβSh
∗ln (1 +BM) . (10)
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In accordance to the d2-law, the evaporation constant should be independent of the particle
diameters. This fact brings an additional constraint to the expectation values of the probability
function: D21/D32 =const. The given PDF fulfills this condition as follows:
D21
D32
=
E (D2) E (D2)
E (D) E (D3)
=
8
3π
. (11)
With the proposal of Abramzon and Sirignano, the time-dependent modelling of the drop
diameter probability function is closed. Combining this information with the relation of the
change of the specific volume α and the specific surface a, described in chapter , the transport
equations are developped.
Evaporation progress
The model developed serves for calculation of the evaporation rate of spherical water drops.
Water is a liquid dispersed phase, which satisfies the d2-law (e.g. [Kas01]). Keeping in mind
the definition of the life time of a drop T and its diameter loss rate, it is known, that each drop
with a diameter
Dp < (ΓT )
1
2 (12)
is evaporated completely. To determine the number of the evaporated drops in a cloud, the
probability density function has to be integrated in the following way:
(ΓT )
1
2∫
0
f (Dp) dDp . (13)
Consequently, the time change of the particle number is obtained as follows:
dn¯
dt
= − lim
T→0

 n¯T
(ΓT )
1
2∫
0
f (Dp) dDp

 = limT→0
[
n¯
T
(
e
−
9pi
16
ΓT
D2
32 − 1
)]
(14)
= lim
T→0
[ n¯
T
(
emT − 1
)]
; m = −
9π
16
Γ
D232
(15)
= lim
T→0
[ n¯
T
(
(1 +mT )
1
mT
·mT − 1
)]
= lim
T→0
[ n¯
T
mT
]
= n¯m = −
9π
16
Γ
D232
n¯ .
The time change of the volumetric fraction α¯D is calculated by using the results represented
by Eqs. (7) and (14):
dα¯D
dt
=
π
6
E
(
D3p
) d
dt
n¯+ n¯
π
6
d
dt
E
(
D3p
)
= −
π
6
16
9π
D332 ·
9π
16
Γ
D232
n¯− n¯
π
6
·
3
2
ΓD32 = −
45
32
π
Γα¯D
D232
(16)
The time change of the Sauter mean diameter (Eq. 2) consists of the deviations of the volumetric
fraction and the surface fraction:
D˙32 =
6
a¯2
(
a¯
dα¯D
dt
− α¯D
da¯
dt
)
= D32
(
1
α¯D
dα¯D
dt
−
1
a¯
da¯
dt
)
(17)
Utilizing the results following from the Eqs. (6) and (16), the change of the surface fraction
can also be formulated in terms of the evaporation constant and the Sauter mean diameter:
1
a¯
da¯
dt
=
1
α¯D
dα¯D
dt
−
1
D32
dD32
dt
= −
9π
8
Γ
D232
⇒
da¯
dt
= −
9π
8
Γ
D232
a¯ . (18)
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The source terms of the α-equation (Eq. 16) and the a-equation (Eq. 18) stay in following
relationship:
1
α¯D
dα¯D
dt
=
5
4
·
1
a¯
da¯
dt
. (19)
Obviously, the source terms in both transport equations can be formulated in terms of the
same parameter: τΓ (Eq. 22). With the definition of the particle diameter probability density
function as the starting point, the evaporation process is finally modelled by the following two
transport equations:
∂t
(
ρDα¯D
)
+ ∂j
(
ρDα¯D < uDj >
D
)
= −
5
4
ρDτ−1Γ α¯
D (20)
∂t
(
ρDa¯
)
+ ∂j
(
ρDa¯ < uDj >
D
)
= −ρDτ−1Γ a¯ (21)
The convective transport in both equations is defined by the volume-fraction-weighted averaged
particle velocity < uDi >
D (e. g. [Pol89]). The first equation (Eq. 20) originates from the
well-known mass balance of the dispersed phase with a mass transfer defining source term.
The second equation (Eq. 21) governs the surface fraction of the dispersed phase, being the
synonym for the cloud surface per volume. The evaporation time scale τΓ, the source terms of
this evaporation-describing two-equation model depend upon, reads:
τΓ = −a¯
(
da¯
dt
)
−1
=
8
9π
D232
Γ
(22)
Accordingly, the transport of both quantities αD and a depends on the evaporation constant Γ,
which is given by the d2-law. Introducing the definition of the evaporation constant, the final
expression serving for the determination of the evaporation time scale is given by:
τΓ =
D232
12
ρD
ρC
[DαβSh
∗ln (1 +BM)]
−1 . (23)
By solving the equations of the α-a-model the evaporation rate of a spray stream can be
quantified. In such a way, the mass balance of a two-phase flow is completely satisfied.
Radiation, heat and mass transfer
In accordance to the transport of the absolute humidity Y the density of the continuous phase
consisting of the vapor and thar carrier gas phase (p.e. air) changes depending on that value:
ρC =
ρvapor
Y
=
ρair
1− Y
. (24)
The radiative heat flux per volume q˙Drad, absorbed by a particle, is defined in terms of its surface
area per volume a, the absorption coefficient of the dispersed phase ǫDabs and the difference of
the fourth powers of the absolute temperatures.
q˙Drad = aǫ
D
absσ
[
(TC)4 − (TD)4
]
, ǫDabs = ǫ
water
abs = 0, 92 (25)
with the Stephan-Boltzmann constant σ = 5, 67051 · 10−8W/(m2K). This term represents an
additional source term in the equation of thermal transport. Due to the equivalence of emission
and absorption coefficients, the radiative flux can take negative values, if the dispersed phase
is on the higher temperature level compared to the continuous one.
As defined in the evaporation model of Abramzon and Sirignano [Abr89], the heat transfer
at the surface of an evaporating drop depends on the latent heat L(TD), the temperature
difference and the mass transfer m˙
QL = m˙
[
cDp
(
TC − TD
)
BT
− L
(
TD
)]
. (26)
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The heat transfer coefficient BT is to be computed from the ”Abramson and Sirignano”-model
algorithm. By utilizing Eq. (20), this heat source term can be expressed in terms of τΓ in a
volume specific way.
Using the following definition of the evaporation enthalpy
∆hv =
R0
Mvapor
(
1
TD
−
1
Tref
)
−1
ln
psat
(
Tref
)
psat (T
D)
(27)
the heat, which is used for the evaporation process, can be subtracted from the heat of the
continuous phase. The temperature Tref denoting the gas temperature near the drop surface
is formulated by the 1/3-law, Hubbard et al. [Hub75]:
Tref = T
D + Ar
(
TC − TD
)
with Ar =
1
3
. (28)
The final two equations completing the Euler/Euler computational scheme are those governing
the thermal transport between the phases being represented by the particular set of temperature
equations. The liquid mass leaving the droplet in the evaporation process influences strongly
both the heat and mass transfer between the phases. This process is accounted for by the
Spalding heat and mass transfer coefficients BT (Eq. 26) and BM (Eq. 22). This algorithm
for their determination is pointed out by the evaporation model proposed by Abramzon and
Sirignano [Abr89]. The relative humidity 0 ≤ φ ≤ 1 is defined by the ratio of the vapor mass
ratio to its maximum:
φ = Y/Ysat. The mass transfer per surface of a cloud of spherical particles
m˙
AO
= ρCDαβBM
Sh
E (Dp)
with AO = π E
(
D2p
)
⇒ m˙ = ρCπD21DαβShBM (29)
depends on the Sherwood Number Sh and the mass transfer coefficient BM :
BM =
Ysat − Y∞
1− Ysat
=
Ysat
1− Ysat
−
Y∞
1− Ysat
(30)
The heat flux
QL = NuπD21λ
C
(
TC − TD
)
− m˙ L
(
TD
)
(31)
depending on the Nusselt number Nu can also be defined in terms of the heat transfer coefficient
BT and the liquid temperature dependent latent heat L(T
D):
BT =
cDp
(
TC − TD
)
QL/m˙+ L (TD)
⇒ QL = m˙
(
cDp
(
TC − TD
)
BT
− L
(
TD
))
. (32)
Utilizing the heat flux definition given by Eq. (31), the mass transfer rate formulae can be
finally written as a function of the Nusselt number
m˙ = πD21
λC
cDp
NuBT . (33)
In such a way, the mass transfer from the liquid to the gas phase can be determined modelling
the Nusselt number Nu and the Spalding Heat transfer coefficient BT with the evaporation
model of Abramzon and Sirignano [Abr89].
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Computational results and discussion
The flow configuration simulated of a turbulent, gas/liquid channel flow, being discretized by ca.
66.000 grid cells for the quarter channel, is considered. Similar as in the particle-laden cases,
a three-dimensional solution domain was adopted. The results obtained by the Euler/Euler
computational model presented in Sections 2. and 3. were compared with the results obtained
by an Euler/Lagrange method (e.g. [Som93])) solving the transport equations of the carrier
phase (Euler framework) and individual tracking of the droplet parcels (14.800 trajectories were
introduced into the flow field displayed in Figs. 2-4. The boundary conditions of the flow con-
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Figure 2: Comparison of the relative humidities obtained by the present Euler/Euler scheme
(upper) and the Euler/Lagrange method (lower)
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Figure 3: Isolines of a) Reynolds number Rerel, b) mass transfer coefficients BM and c) time
scale of evaporation τΓ across the duct at two selected longitudinal locations x/h = 20 (left)
and 140 (right) obtained by the present Euler/Euler scheme
figurations considered (channel dimensions, bulk Reynolds number, turbulence intensities,...)
correspond to the geometry used for the experimental investigation of the particle-laden flow by
Kulick et al. [Kul94]. Instead of solid particles, the flow was laden with droplets characterized
by their uniform distribution along the entire inlet cross-section. This flow configuration (no
experimental data for the evaporation process exist) with the mass loading of the liquid phase
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Figure 5: Modified Nusselt-number at two selected locations: x/h = 20 and 90
being set to Z = 1% is simulated, corresponding to a dilute liquid/gas two-phase flow. As al-
ready noted, the present evaporation model was assessed by contrasting the Euler/Euler results
to the results of the Euler/Lagrange method exclusively. Figs. 2-4 show some selected results
obtained by both approaches. In order to provide the fully-developed flow and turbulence con-
ditions, a completely saturated gas phase (relative humidity was taken to be 100%, outside
the left boundary of Fig. 2) was computed over the duct length of 260h = 5.2m (h-channel
half-width), prior to the onset of the evaporation process. The liquid phase evaporation was
introduced by heating the duct walls (in such a way the temperature derivative1 corresponding
to the difference between 353K prescribed at the inlet cross-section - x = 0 - and the constant
wall temperature of 368K was imposed, Fig. 2) causing a decrease in the relative humidity, Fig.
2. A somewhat slower penetration of the heat flux into the flow core (Fig. 2, lower), obtained
by the Euler/Lagrange method in conjunction with original evaporation model of Abramzon
and Sirignano [Abr89] implemented in the AVL SWIFT commercial flow solver, causes weaker
temperature gradients in this region, leading to a less intensive evaporation process, a fact
represented by a slightly higher vapor concentration (weaker decrease from the initial 100%,
Fig. 2 lower). Fig. 3a shows the isolines of the relative Reynolds number (important for
the determination of the drag force relaxation time scale τp in the volume fraction weighted
momentum equation for the continuous phase) based on the velocity difference |~uC − ~uD| and
droplet diameter Dp in the right top quarter of the duct cross-section at two selected longi-
tudinal locations. The results confirm the general reduction of the Reynolds number due to
the droplet evaporation (diameter reduction and consequently the volume fraction αD reduc-
tion, Fig. 4). This tendency is particularly pronounced in the near-wall flow regions. Fig.
1The temperature range (T < 100oC) was chosen to prevent complete evaporation. The work focused pri-
marily on the evaporation process due to concentration gradient. The temperature range prescribed corresponds
to the high saturation pressure derivative dpsat/dT (i.e. dYsat/dT ).
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3b displays the evolution of the mass transfer coefficients BM in the Abramzon and Sirignano
evaporation model. This coefficient, representing indeed a measure of the vapor fraction being
absorbed by the surrounding gas phase, increases due to warm up of the gas phase. The ratio
of the droplet surface to the droplet volume increases by the droplet diameter reduction. Due
to the temperature raise, resulting in the intensification of the evaporating process, the time
scale of the evaporation is decreasing, Fig. 3c. Fig. 5 illustrates the influence of the evapora-
tion (non-evaporating liquid phase was also computationally simulated) and droplet diameter
(two different Dp-values were analyzed: 50 and 100 µm) on the Nusselt-number redistribution
across the channel. Whereas no significant changes in the Nusselt-number behavior in the case
without evaporation (symbols) are noticed, the modified Nusselt-number exhibits a decrease in
the region with the dominating influence of the small droplets (near wall) if the evaporation
is accounted for (lines). In contrast, the increasing effect of the modification (in terms of the
Reynolds-number, Fig. 3a) is pronounced in the flow core.
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Abstrakt 
Bei der Zerstäubung überhitzter Fluide wird zur Steigerung der Desintegrationsfähigkeit 
zusätzlich zu der im Spraybereich üblichen Druckenergie thermische Energie in das System 
eingebracht. Dies ermöglicht den Erhalt eines fein zerteilten Sprays mit moderaten 
Tropfengeschwindigkeiten. Die Mehrphasenströmung im Düseninneren, die maßgeblich die 
Feinheit der Tropfen bestimmt, ist über Modelle zugänglich. Zusätzlich kann es in der Düse 
zu Strömungsphänomenen wie dem kritischen Ausfluss kommen. Um die Gesamtheit der 
ablaufenden Vorgänge zugänglich zu machen, kommen im Rahmen dieser Arbeit 
dimensionslose Kennzahlen wie die Kavitationszahl zum Einsatz. Untersucht werden sowohl 
Variationen der zu zerstäubenden Flüssigkeit, wie deren Prozesstemperatur, als auch 
Veränderungen der Betriebsgrößen der Düsenströmung wie z. B. des Umgebungsdruckes. 
 
Einleitung 
Durch thermische Energie wird innerhalb der Düse eine partielle Verdampfung des 
Prozessfluids angeregt. Der erhaltene Dampfanteil ist dabei sowohl abhängig von 
Prozessparametern wie dem Überhitzungsgrad, als auch von der Düsengeometrie. Bei Austritt 
des Mediums an die Umgebung erfolgt eine durch Spraydesintegration ausgelöste 
Phaseninversion. Der im System befindliche Dampfanteil verstärkt diesen Vorgang, wodurch 
im Vergleich zur reinen Druckzerstäubung eine zu kleineren Durchmessern hin verschobene 
Tropfengrößenverteilung resultiert. Die Applikation einer additiven Gasphase, wie bei 
Zweistoffdüsen eingesetzt, entfällt bei der überhitzten Zerstäubung, da diese durch 
innersystemliche Verdampfungsvorgänge bereits zur Verfügung steht. Der Prozess kann als 
Überlagerung einer moderaten Druck- mit einer hoch effizienten Zweistoffzerstäubung 
beschrieben werden. Die Erzeugung eines fein dispergierten Sprays kann dabei in 
Zylinderdüsen mit einfachem geometrischem Aufbau erfolgen. Vorteilhaft ist dies 
insbesondere bei der Zerstäubung partikelhaltiger Suspensionen die zu Verblockung neigen. 
Tropfengeschwindigkeiten die in vorangegangenen Messungen ermittelt wurden, liegen im 
moderaten Bereich. Es ist somit ein Post-processing, beispielsweise Trocknung oder 
Partikelformulierung, möglich. 
 
Methoden 
Bei dem untersuchten Prozessfluid handelt es sich um deionisiertes Wasser. Die Zerstäubung 
des Mediums bei Umgebungsdruck erfolgt über Anlage 1(Abbildung 1a)). Zur Variation des 
Gegendrucks kommt Anlage 2 (Abbildung 1b)) zum Einsatz. Thermische Energie wird 
Anlage 1 mittels Heizmanschetten zugeführt. Zur Gewährleistung einer homogenen 
Temperaturverteilung wird das Prozessfluid gerührt. Zur Einstellung des Prozessdruckes dient 
Druckluft. Im unteren Bereich des Druckbehälters befindet sich der Fluidauslass an dem die 
zu untersuchende Düse angebracht ist. Durch Öffnen eines vorgeschalteten Ventils wird die 
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Zerstäubung initiiert. Ein Gebläse zieht unterhalb eines Auffangtrichters das erzeugte Spray 
ab. Um eine möglichst homogene Betriebsweise der Absaugung zu garantieren und zur 
Verhinderung von Prallspritzern ist im Abzugtrichter eine Bienenwabenstruktur eingebracht. 
 
 
Abbildung 1: a) Anlage 1  
b) Anlage 2 
Die Aufnahme des Massenstromes erfolgt über ein LabView Programm. Mittels einer 
Wägezelle wird dabei die kontinuierliche Gewichtsabnahme des Druckbehälters vermessen. 
Mit Thermoelementen wird die Temperatur innerhalb des Systems kontinuierlich überwacht. 
Anlage 2 ermöglicht die Zerstäubung gegen variablen Gegendruck. Das Prozessfluid wird aus 
Anlage 1 über einen isolierten Teflonschlauch an dessen Ende die Düse angebracht ist, in den 
Gegendruckreaktor eingeleitet. Der Druckaufbau im Systeminneren erfolgt erneut mittels 
Druckluft, wobei die Einstellung eines konstanten Gegendruckes mit einem manuell 
geregelten Überdruckventil vollzogen wird.  Die Dampf- und Flüssigphase können separat 
abgelassen werden. Zur Überwachung der Spraytemperatur ist ein Thermoelement in den 
Freistrahl eingebracht. Die Zufuhr der thermischen Energie und die Messung des 
Massenstromes werden über Anlage 1 durchgeführt. 
Eine weitere wichtige Komponente der Versuchsdurchführung ist mit der jeweilig 
verwendeten Düse gegeben. Die Geometrie der eingesetzten Zylinderdüsen kann Abbildung 2 
entnommen werden.  
 
Abbildung 2: Zylinderdüse 
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Variable der Düsengestaltung sind Länge und Durchmesser der Zylinderdüse und somit das 
L/D-Verhältnis. Eingesetzt werden die Innendurchmesser 0,9 mm und 0,7 mm, das L/D-
Verhältnis variiert zwischen 0-40. 
 
Theoretische Grundlagen 
Modellvorstellungen zur Beschreibung von Mehrphasenströmung sind mannigfaltig in der 
Literatur gegeben. Zu nennen sind hier unter anderem das homogene Modell und das 
Schlupfmodell. Unterschiede zwischen den Modellen ergeben sich durch die 
Betrachtungsweise des Zweiphasengemisches. Für Phänomene wie den kritischen Ausfluss 
existieren allerdings keine allgemeingültigen Beziehungen im Bereich der 
Mehrphasenströmungen. Kritischer Strom tritt auf, wenn trotz einer Steigerung der treibenden 
Kraft, hier das Druckgefälle zwischen Düsenein- und austritt, keine Erhöhung des 
Massenstromes zu beobachten ist. Als Identifikationsgrundlage dient das sogenannte 
Blockierungs- oder Choking Kriterium, dargestellt in Abbildung 3. Bei Absenkung des 
angelegten Gegendruckes erhöht sich zunächst der gemessene Massenstrom bis der kritische 
Gegendruck pkrit erreicht wird. Ab diesem Wert liegt kritischer Massenstrom vor und eine 
weitere Steigerung des Massenstromes ist nicht mehr möglich. 
 
Abbildung 3: Choking Kritierium; T0, p0=const. 
Kritischer Durchfluss kann beispielsweise durch eine Übereinstimmung von Schall- und 
Strömungsgeschwindigkeit (Second Choking) erreicht werden. Je höher der Dampfanteil 
innerhalb des Systems, desto niedriger wird die maximal erreichbare Schallgeschwindigkeit, 
bis zu einem Wendepunkt bei α = 50 %. Ab diesem Punkt überwiegt die Gasphase und ein 
Anstieg der Schallgeschwindigkeit ist zu beobachten. Ein Teil der dem System zugeführten 
Druckenergie kann nicht mehr zu Erhöhung der Strömungsgeschwindigkeit genutzt werden. 
Dieser Energieanteil wird letztlich am Düsenausgang als Drucksprung vom Druck der Düse 
zum Umgebungsdruck wahrgenommen, der für ein verbessertes Zerstäubungsergebnis sorgen 
kann. Second Choking (oder Downstream-Choking) tritt insbesondere bei geometrisch langen 
Düsen auf [Bök75][Cha85]. Die beschriebene Modellvorstellung ist allerdings als stark 
idealisiert zu betrachten, nachdem dabei von einer homogenen Phasenverteilung ausgegangen 
wird. Bei geometrisch kurzen Düsen mit scharfkantigem Einlass kann ein als First Choking 
(Upstream Choking) bezeichneter Effekt auftreten. Durch die Geometrie des Düseneinlaufes 
kommt es zu einer partiellen Ablösung der Strömung von der Kanalwand, der 
Strömungsquerschnitt ist somit verengt [Sch93]. Eine Rückbildung dieser als „Vena 
Contracta“ bezeichneten Einschnürung kann durch einsetzende Verdampfung inhibiert 
werden. 
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Zur Beschreibung der benannten Strömungsvarianten und um einen Vergleich mit anderen 
Systemen zu ermöglichen, kommen dimensionslose Kennzahlen zum Einsatz. Im Rahmen 
dieser Arbeit wird dafür die sogenannte Kavitations- oder Druckzahl angewandt: 
                                                          


pp
Tppp s
0
00 )(*                                                             (1)            
Die dimensionslose Kennzahl kann als Maß der Kavitationsfähigkeit eines Systems betrachtet 
werden. Die Grenzen sind dabei 0 für reine Gasströmung, und 1 für die homogene 
Flüssigphase. Zweiphasenströmung existiert innerhalb dieser Grenzen. Je kleiner der Wert der 
Kennzahl, desto höher der Dampfgehalt innerhalb des Systems. Die 
Kavitationswahrscheinlichkeit nimmt demzufolge laut Gleichung 1 mit steigender Temperatur 
T0 vor der Düse zu [Pea71]. 
Ergebnisse und Diskussion 
In Abbildung 4 erfolgt die Darstellung experimentell ermittelter Massenströme bei einer 
Erhöhung des Prozessdruckes p0 mit der angelegten Temperatur als Scharparameter. Bei dem 
anliegenden Gegendruck von p∞=2 bar ist eine Überhitzung des Mediums erst ab ca. 120°C 
gegeben. Messreihen mit darunterliegendem Temperaturniveau sind als unterkühlt zu 
betrachten. Der Dampfgehalt innerhalb der Strömung steigt mit der Prozesstemperatur. Durch 
eine Erhöhung des Dampfgehaltes reduziert sich die mittlere Dichte der durch die Düse 
tretenden Strömung und somit auch der dichteabhängige Massenstrom. 
4
5
6
7
8
9
10
3 4 5 6 7
p0 [bar]
M
as
se
ns
tro
m
 [g
/s
]
25°C
110°C
120°C
130°C
140°C
150°C
 
Abbildung 4: Variation der Prozesstemperatur 
    p∞=2 bar; D=0,7 mm; L=10 mm 
Eine Reduktion des Gegendruckes bei konstantem Düsenvordruck p0 führt, wie in Abbildung 
5 dargestellt, zu kritischem Ausstrom. Eine Massenstromvergrößerung erfolgt bis zu dem 
Punkt an dem der zur eingesetzten Prozesstemperatur gehörige Dampfdruck unterschritten 
wird. Eine weitere Vergrößerung des anliegenden Druckgefälles durch Gegendruckabsenkung 
resultiert nicht in einer Zunahme des Massenstromes– ein Verhalten, wie es in Abbildung 3 
schematisch dargestellt ist.  
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Abbildung 5: Temperaturvariation bei steigendem Gegendruck 
    po=7 bar; D=0,7 mm; L=10 mm 
 
Das die Verdampfung innerhalb der Düse immer dann eintritt, wenn der Umgebungsdruck p∞ 
unterhalb des Dampfdruckes der Flüssigkeit liegt ist deutlich an Abbildung 6 abzulesen. Die 
Prozesstemperatur liegt konstant bei 120°C mit einem korrespondierenden Dampfdruck von 
ca. 2 bar. Ein Abflachen der Messkurven erfolgt unabhängig vom Düsenvordruck p0 bei 2 bar 
Gegendruck. Der maximal zu erreichende Massenstrom wird von dem angelegten 
Düsenvordruck p0 bestimmt. Je größer p0 desto höhere Werte können erhalten werden. 
Unterschiede ergeben sich für Gegendrücke >2 bar. Hier kann keine Verdampfung in der 
Düse erfolgen, es liegt unterkühltes Ausströmen vor. In diesem Bereich existiert eine 
Abhängigkeit der Strömung vom angelegten Gegendruck, der Massenstrom wird mit 
steigendem Gegendruck reduziert. 
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Abbildung 6: Gegendruckvariation 
 T0=120°C; D=0,7 mm; L=10 mm 
In Abbildung 7 sind Massenströme verschiedener Ausflusscharakteristika derselben Düse 
aufgetragen. Die Massenstromkurve bei einer Flüssigkeitstemperatur von 25°C bei der keine 
Verdampfung in der Düse auftritt und somit eine einphasige Flüssigkeitsströmung in der Düse 
vorliegt, soll als Referenz des unterkühlten Ausflusses dienen. Der Verlauf der benannten 
Kurve resultiert aus einer Druckdifferenzerhöhung über der Düse. Wird eine 
Spraygenerierung mit derselben Düse, allerdings bei einer Prozesstemperatur von 140°C und  
einem Umgebungsdruck von 1 bar durch Vergrößerung des Düsenvordruckes p0 
durchgeführt, resultiert ein im Vergleich zum unterkühlten Austritt deutlich reduzierter 
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Massenstrom. Die Begründung liegt wie bereits anhand Abbildung 4 erläutert in der 
Verdampfung des der Flüssigkeit in der Düse. Des Weiteren ist in Abbildung 7 der Verlauf 
des Massenstromes bei Gegendruckvariation und konstanter Prozesstemperatur (140°C) 
eingezeichnet. Wie im zuvor gezeigten Diagramm resultiert ab Unterschreiten des 
Dampfdruckes (140°C≈3.6 bar) keine weitere Erhöhung des Massenstromes. Unterhalb dieses 
Wertes ist der Verlauf der Kurve analog des Massenstromes bei unterkühltem Ausstrom. 
 
Abbildung 7: Einfluss der Betriebsweise der Düsendurchströmung auf den durchgesetzten 
Flüssigkeitsmassenstrom 
Abbildung 7 legt nahe, dass unterschiedliche treibende Druckdifferenzen existieren. Die 
unterkühlte Strömung folgt der gesamten an der Düse anliegenden Druckdifferenz. Der 
Massenstromverlauf bei überhitztem Ausfluss und konstantem Gegendruck (1 bar) weist 
nahezu dieselbe Steigung auf, allerdings bei reduziertem Absolutwert. Dies legt die 
Schlussfolgerung nahe, dass auch die treibende Kraft, hier die wirksame Druckdifferenz, 
einen kleineren Wert aufweist. Hier tritt ab Unterschreiten des Dampfdruckes Verdampfung 
auf. Die Verdampfung der Flüssigkeit in der Düse verhindert einen Druckabbau innerhalb der 
Düse. Aus diesem Grund kann die bei Überhitzung vorliegende treibende Druckdifferenz als 
p0-ps(T0) beschrieben werden. Mit dieser Differenz lässt sich auch die Stagnation des 
Massenstromes bei Gegendruckvariation beschreiben. Die Veränderung des Gegendruckes 
hat keinen Einfluss auf die wirksame Druckdifferenz p0-ps(T0).  Ab dem Punkt ab dem 
Verdampfung in der Düse stattfindet bleibt demnach der Massenstrom konstant. Demzufolge 
kann der resultierende Massenstrom für reinen Flüssigstrom mit Gleichung (2), überhitzter 
Ausstrom mit Gleichung (3) beschrieben werden. 
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Zur Überprüfung der postulierten wirksamen Druckdifferenzen werden die vermessenen 
Massenströme über den effektiven Differenzdruck aufgetragen. Wie in Abbildung 8 
dargestellt ergeben sich nahezu deckungsgleiche Ausflusskurven. Als Referenzkurve ist 
wieder der Fluiddurchsatz für unterkühltes Ausströmen bei einer Prozesstemperatur von 25°C 
eingetragen. 
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Abbildung 8: Massenstrom gegen effektiven Druckgradienten 
      T0=120°C; D=0,7 mm; L= 10 mm 
 
Die dimensionslose Auftragung erfolgt über den die Kavitationszahl und den dimensionslosen 
Ausfluss(Abbildung 9). Hierzu wird der Fluidurchsatz einer überhitzten Flüssigkeit auf 
denjenigen beim Vorliegen einer unterkühlten Flüssigkeit bezogen. Als Referenz dient der 
Massenstrom bei einer Flüssigkeitstemperatur von 25°C. Als dimensionslose Druckdifferenz 
wird die in Gleichung 1 definierte Kavitationszahl verwendet. Mit Gleichung 4 und unter der 
Annahme, dass der Druckverlustbeiwert Zeta unabhängig von den Betriebseinstellungen ist, 
ergibt sich der folgende Zusammenhang: 
 
                                             *)(
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pp
Tpp
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                                           (4) 
 
der in Abb. 10 graphisch dargestellt ist. 
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Abbildung 9: Dimensionslose Darstellung des Massenstromes 
p∞=1 bar; D=0,7 mm; L= 10 mm 
 
Auffällig ist die Abweichung der Messpunkte bei einer Fluidtemperatur von140°C und einem 
Düsenvordruck von 4 bar und 5 bar. In diesen Fällen ist die Differenz p0-ps(T0) sehr gering. 
Innerhalb der als adiabat betrachteten Düsen kommt es bei der Verdampfung der Flüssigkeit 
zu einer Abkühlung mit der Folge, dass der Sättigungsdampfdruck größer wird und sich damit 
die Druckdifferenz p0-ps(T0) erhöht und gleichermaßen der Wert der Kavitationszahl 
vergrößert wird. Abkühlungseffekte sind bei jeglichen Verdampfungsvorgängen zu 
beobachten, allerdings sind diese bei größeren Kavitationszahlen im Vergleich zu kleineren 
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von geringerem Einfluß und der Sättigungsdruck ps(T0) kann mit der Temperatur des Fluids 
vor der Düse T0 gebildet werden. Bei den obigen Betrachtungen wurde der Dampfdruck 
immer mit der Flüssigkeitstemperatur vor der Düse gebildet und Abkühleffekte in erster 
Näherung vernachlässigt 
 
Zusammenfassung und Bewertung 
Im Rahmen diese Arbeit wurde der Einfluss der Prozessparameter p0, p∞ und T0 auf die 
Fluiddurchsatz bei der Zerstäubung überhitzter Fluide untersucht. Die Prozesstemperatur und 
somit die gewählte Überhitzung bzw. Unterkühlung hat deutlichen Einfluss auf den 
gemessenen Durchfluss. Mit steigendem Überhitzungsgrad reduziert sich aufgrund von 
Verdampfungsvorgängen der Fluiddurchsatz. Bei Steigerung des Prozessdruckes ist hingegen 
eine Erhöhung des Ausflusses zu beobachten. Wird der Druckdifferenz über der Düse durch 
Absenken des Gegendruckes vergrößert resultiert kritisches Ausströmen. Zudem wurden zwei 
unterschiedliche Druckdifferenzen identifiziert, die für den Fluiddurchsatz maßgeblich sind. 
Im Falle der unterkühlten Flüssigkeit ist für den Durchfluss der über der Düse anliegende 
Differenzdruck entscheidend, wohingegen beim Vorliegen eines überhitzten Zustandes der für 
den Fluidurchsatz relevante Differenzdruck gleich der Differenz zwischen Düsenvordruck 
und Sättigungsdampfdruck (Δp=p0-ps(T0))ist. 
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Nomenklatur 
D Düsendurchmesser [m] T Temperatur [°C] 
a Schallgeschwindigkeit [m/s] T0 Prozesstemperatur [°C] 
L Düsenlänge [m] α Dampfvolumenanteil [%] 
p Druck [bar] ρ Dichte [kg/m3] 
p∞ Gegendruck [bar] ρFG Gemischdichte [kg/m3] 
p0 Prozessdruck [bar] ρF Flüssigkeitsdichte [kg/m3] 
ps(T0) Dampfdruck von T0 [bar] m  Massenstrom [kg/s] 
Δp Differenzdruck [bar] Fm  Flüssigmassenstrom [kg/s] 
Δpeff effektiver Δp [bar] FGm  Gemischmassenstrom [kg/s] 
p* Kavitationszahl [-] ζ Widerstandsbeiwert [-] 
ζF ζ Flüssigphase [-] ζFG ζ Zweiphasig [-] 
F dimensionloser Massenstrom[-] 
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Abstract
We  present  a  sharp-interface  multi-fluid  flow  approach  including  an  efficient 
evaporation/condensation model. The model assumes that phase change is in thermal non-
equilibrium, and is much slower than the hydrodynamic interaction described by the Riemann 
problem. This extension gives us the opportunity to look at a wide range of problems with 
phase change, including cavitating flows. Several multi-dimensional numerical examples are 
investigated.  First  we present  results  which show the influence  of different  phase change 
rates.  Then we demonstrate  the capabilities  of  our  model  for the non-spherical  cavitation 
bubble collapse close to a solid wall.
Introduction
Cavitation is known as one of the major reasons for damages in hydraulic applications. The 
collapse of cavitation bubbles is the main cause of erosion on marine propellers or on blades 
in turbo-machinery. On the other hand, the destructive effects of cavitation can be exploited in 
medical  application  such as  the  shock wave lithotripsy.  Two fundamental  mechanism are 
observed  in  the  cavitation  bubble  collapse  process.  First  Rayleigh  [Ray17]  described  the 
release of shock waves upon bubble collapse, second Kornfeld & Suvorov [Kor44] observed 
the development of a re-entrant jet in non-spherical bubble collapse like it occurs close to 
solid walls. Both, the impact of shock waves and of the re-entrant jet on a surface might lead 
to  erosion.  Progress  in  high-speed  photography  allowed  more  detailed  experimental 
investigations.  Lindau & Lauterborn [Lin03] visualized the propagation of shocks and the 
generation of the re-entrant jet for the bubble collapse close to a solid wall. Furthermore they 
show the formation of a counter jet during the rebound, indicating that there is still a lack in 
understanding  of  the  mechanisms  in  cavitation-bubble  collapse.  However,  more  detailed 
experimental  measurements  are  difficult  due  to  small  spatial  and  temporal  scales.  Thus 
numerical simulation might help to get a better understanding, but cavitating flow is still a 
challenging problem for modern computational fluid dynamics. 
In this paper we present a sharp-interface method [Hu06, Hu08], takes into account the effect 
of phase-change phenomena such as evaporation  and condensation.  Viscosity and surface 
tension on the other hand, are neglected in this paper, since Johnsen & Colonius [Joh09] show 
that their influence is small over the major part of a vapor bubble collapse. 
Governing equations
We consider the three-dimensional Euler equations in conservative form:
∂U
∂ t
∇⋅F U =0  (1)
1
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with the solution vector U = [ ρ, ρu1, ρu2, ρu3, E ]. Density ρ, momentum ρu, where u= [ u1, 
u2, u3] is the velocity vector and energy E are the conserved variables. In case of an ideal gas, 
the pressure is determined by the definition of total energy
E= 1
−1
p 1
2
u 2  (2)
The ideal gas equation of state in a dimensionless form closes the problem
T=Ma2 p
  (3)
with the Mach number Ma and the ratio of specific heats γ. We model vapor as an ideal gas 
and  we  assume  γ =  1.335.  For  water-like  fluids  we  apply  Tait's  equation  of  state.  The 
temperature T is assumed to be constant, and pressure p and total energy E become functions 
of density ρ
p=B 0 

−BA
E= 1
−1
 pB−AB−A1
2
u 2
 (4)
The additional coefficients B, A and ρ0 are taken as constants. For water we set B = 3310 bar, 
A = 1 bar, ρ0 = 1 kg/m3 and γ = 7.15. 
Conseravtivefinite volume method
The computation domain  Ω is divided by the interface  Γ(t) into two different subdomains 
Ω1(t) and Ω2(t). The volume Ω1(t) accounts for the region occupied by a first fluid and Ω2(t) 
refers to the region occupied by a second fluid. We solve Eq. (1) for the fluid occupying the 
sub-domain  Ωm(t)  (m=1,2)  on  a  three-dimensional  grid  with  spacings  Δx(i)  Δy(j)  Δz(k). 
Integrating Eq. (1) over the space-time volume V∩mt   of a computational cell (i,j,k) we 
obtain the following finite volume discretization
∫
n
n1
dt ∫
V∩mt 
dx dy dz  ∂U m∂ t ∇⋅F U m=0  (5)
where Um is the the solution vector of the considered fluid.
The fluid volume V∩mt   can be expressed through αm(t)ΔxΔyΔz where αm(t) is the time 
dependent fluid volume fraction of the considered cell  and fluid m with  α1(t) +  α2(t) = 1. 
Applying Gauss theorem we obtain
∫
n
n1
dt ∫
V∩mt 
dx dy dz
∂U m
∂ t
∫
n
n1
dt ∫
∂V ∩mt 
dx dy dz F U m⋅n = 0  (6)
where ∂V∩mt   are the cell faces. Defining the interface through t =V∩mt  , the 
term ∂V∩mt   can be expressed as the combination of two elements.
The first element is the sum of the surfaces obtained by intersecting the interface with the cell 
faces, which can be expressed in the following form Am
11 y z ,  Am
12 y z ,  Am
21 x z , 
Am
22 x z , Am
31 x y , Am
32 x y  where Am
pq  represents the so called cell face aperture 
described in Fig. (1) and with A1
pqA2
pq=1 . The second element represents the portion of the 
interface t   within the cell (i,j,k). After introducing the volume averaged solution
2
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U= 1
mt V
∫
m t V
U dx dy dz  (7)
Eq. (7) can be rewritten in the following form
V mn1U mn1−mn U mn =∫
n
n1
dt y z [ Am12t F m12−Am11t F m11 ]
∫
n
n1
dt  x z [ Am22t F m22−Am21t F m21]
∫
n
n1
dt x y [ Am32t F m32−Am31t F m31 ]
∫
n
n1
dt X mt 
 (8)
where  m U m  and  U m  are the vector of the conserved quantities in the cut cell  and the 
vector  of  volume  averaged  conservative  variables  respectively.  F m
pq  is  the  average  flux 
across a cell face and X m  is the average mass, momentum and energy exchange across the 
interface. 
Cell face apertures  Am
pqt  , volume fractions  m t   and interface area  t   are deter-
mined from a levelset field Φ, i.e., a signed distance function from a local point of the domain 
to the immersed interface. The zero-levelset contour (Φ = 0) describes the interface between 
the two fluids. The levelset field allows for the treatment of arbitrary geometries and can deal 
with moving and strongly deforming interfaces, where the levelset field is updated following 
Fedkiw et al. [Fed99] and the volume fractions and face apertures are reconstructed at each 
time step.
Interface interaction
The interface interaction term X m   contains two elements accounting for the contribu-
tions of pressure and mass transfer across the interface.
X m =X m
pX m
m  (9)
Following  an  approach  proposed  by  Hu  et  al.  [Hu06],  the  evolution  of  the  interface  is 
determined by the interface condition given by a two-material Riemann problem
ℜU 1, U 2=0 on   (10)
To obtain the momentum and energy exchanges across the interface, the Riemann problem is 
solved in every cut cell in interface normal direction. In this paper, the interface condition is 
obtained by the interface interaction method of Hu et al. [Hu04]. After solving the Riemann 
problem for the interface pressure pI and the interface normal velocity uI, the contributions of 
the term X m
p  to momentum and energy equation are computed as follows
X m
p=
0
pIn m⋅i 
pIn m⋅j 
pIn m⋅k 
p In m⋅u I 
  (11)
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To model the phase change at the interface, we apply the thermal non-equilibrium assumption 
proposed by Fujikawa & Akamatsu [Fuj80]. During the phase-change process the pressure is 
in  equilibrium at the vapor pressure and the temperature  has a discontinuity  at  the phase 
interface. An expression for the rate of evaporation and condensation m˙  can be found in the 
book of  Schrage [Sch53]. We use the dimensionless form
m˙ = v Mav2  2  psT li T li − pvT v   (12)
Here, γv and Mav are the ratio of specific heats and the Mach number in the vapor phase; α is 
the accommodation coefficient for evaporation or condensation (assumed constant), equal to 
the ratio of vapor molecules sticking to the phase interface to those impinging on it; Tv and Tli 
are the temperatures of the vapor and the liquid at the phase interface, respectively; pv is the 
actual vapor pressure at the interface, and ps(Tli) is the equilibrium (saturation) vapor pressure 
at temperature Tli and is obtained from the Clausius-Clapeyron equation, and p0 and T0 are 
given  by  a  reference  saturation  state.  With  Eq.  (13),  the  phase-change  induced  interface 
velocity is
q∗ = m˙
li
 (13)
where ρli is the density of liquid at the interface. In cavitating flow, Δq* is usually small and 
much smaller than the advection velocity of the interface [Bre95], which suggests that the 
change  rates  of  pressure  and  temperature  caused  by  the  latent  heat  are  insignificant. 
Therefore,  it  is  straightforward to assume that  the phase change is  much slower than the 
hydrodynamic  interface  interaction.  The  mass  transfer  term of  the  vapor  domain  X v
m  is 
finally expressed as
X v
m = 
m˙ 
m˙  u ∗⋅i 
m˙  u∗⋅j 
m˙  u ∗⋅k 
m˙  ev12∣u∗2∣ p Iq∗  (14)
where u* is the velocity vector of the liquid uli  in case of evaporation or the velocity vector of 
the vapor uv  in case of condensation in a considered cut cell; ev is the internal energy of the 
vapor in this cell. 
Numerical results
The following numerical examples are provided to illustrate the potential of our conservative 
sharp-interface method with phase-change model.  We use a fifth-order WENO scheme of 
Jiang & Shu [Jia96] and a third-order TVD Runge-Kutta scheme of Shu & Osher [Shu88] to 
discretize the Euler equations. Computations are carried out with the CFL number of 0.6.
3D Bubble oscillation
First test case is the growth and collapse of a three-dimensional high pressure gas bubble of 
radius  16 cm in water.  The set-up shown in Fig.  3(a)  is  based on the work of  Wardlaw 
[War98]. The initial material states for this problem are:
vapor: p = 78039 bar, ρ = 1.63 g/cm3 
water: p = 10 bar, T = 293 K
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Initial velocity is zero everywhere. Initial vapor temperature and water density are given by 
the corresponding equations of state.We investigate three different levels of grid refinement 
corresponding to  40 (coarse),  80 (medium)  and 160 (fine) cells  in each direction.  For all 
refinement levels we use the same hyperbolic stretching. 
  
  
(a)               (b) 
Fig. 3: (a) 2D sketch of the 3D bubble oscillation problem. Only one eighth of the bubble is 
considered. (b) Evolution of the bubble radius for different accommodation coefficients on 
medium grid (80x80x80).
  
  
(a)                (b) 
Fig. 4: Evolution of the bubble radius on different grids: (a) without phase change (α=0.0) and 
(b) with phase change (α =0.1).
Results for the evolution of the bubble radius on different grids without phase change (α= 0.0) 
are  given in  Fig.  4(a).  We see that  the vapor bubble starts  to  grow due to  large  internal 
pressure until a maximum size of approximately 1.8 m on the fine grid is reached. At this 
point  the  water  pressure  is  already  higher  then  the  internal  vapor  pressure  leading  to  a 
collapse  process.  An  oscillation  develops  since  the  collapse  is  stopped  when  the  vapor 
pressure reaches a critical value. Due to massive compression towards the end of the collapse, 
the bubble-radius growth rate is much higher close to the bubble-size minimum than at its 
maximum. Results for the influence of phase change on the bubble behavior can be found in 
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Fig.  3(b).  Increasing  the  accommodation  coefficient  leads  to  a  faster  phase  change  and 
therefore to a lower oscillation amplitude as vapor pressure is reduced due to condensation. 
Additionally,  lower  vapor  pressures  slightly  decrease  the  time  period  for  one  complete 
oscillation cycle. For high accommodation numbers (α=0.1,0.05) the bubble already reaches 
the  grid  resolution  limit  in  the  first  three  oscillation  cycles.  The  vapor  is  completely 
condensed and the bubble disappears (Fig. 3(b)). 
Comparing the results of different levels of grid refinement in Fig. 4(a) and 4(b), we observe 
that the relative error for increasing grid resolution decreases strongly which indicates high-
order convergence for our method. 
3D Vapor bubble collapse close to a solid wall
Fig. 5:  2D sketch of the 3D vapor bubble collapse close to a solid wall problem. Only one 
quarter of the bubble is considered.
The collapse of a three-dimensional vapor bubble close to a solid wall is considered next. The 
initial bubble radius is 400µm, while the offset of the bubble center from the wall is 416µm in 
y-direction (see Fig. 5).
Like in the work of Niederhaus et al. [Nie08], outlet boundary conditions are enforced on the 
far-field bounds of the computational  domain.  The outlet  condition applies  a zeroth-order 
extrapolation to the boundary,  so that gradients across the boundary are zero.  Thus shock 
reflections are minimized but not eliminated completely.  We try to avoid an influence of 
reflections  on  the  solution  by  keeping  the  boundary  far  from  the  region  of  interest.  A 
Cartesian grid with an equidistant spacing Δ = 4 µm in all axis directions is used in the region 
close to the vapor bubble while hyperbolic stretching is used in the far-field.
The initial material states are:
vapor: T = 293 K, p = 0.0234 bar 
water: T = 293 K, p = 100 bar
where  the  common  temperature  is  the  saturation  temperature  corresponding to  the  initial 
vapor pressure. Both fluids are initially at rest. The accommodation coefficient is taken as 
α=0.01.
Results for five different times can be found in Fig. 6(a)-(e). Only a small section of the total 
domain is shown, although the bottom end of the pictures indeed indicates the solid wall. As 
only one quarter of the full problem has been computed, results where mirrored on the (X-Y)- 
and (Y-Z)-plane for visualization. The initial situation is shown in Fig. 6(a) in order to have 
an impression of the size of the cavitation bubble at later times. After 3.95µs (Fig. 6(b)) the 
bubble volume has shrunk to approximately 1/17 of the initial size. The bubble's stand-off 
distance has not  changed much,  since there is  a  region of low water  pressure in  the gap 
between bubble and wall. A cavity starts to develop at the top, driven by a region of high 
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water pressure above the bubble. At time  t=4.24µs  (Fig. 6(c)), the re-entrant jet is already 
fully developed. While the water pressure is very high in the region above the vapor bubble 
and at the bottom of the cavity, we observe even negative pressures in the main field of the re-
entrant jet caused by the high velocity in this area. A 3D impression of the bubble surface at 
this time is given in Fig. 6(f),  where the crossing point of the black lines indicates the base 
point of the bubble on the wall.
When the re-entrant jet finally breaks through the bubble (Fig. 6(d)) the vapor bubble starts to 
collapse completely.  Strong shock waves are emitted and impinge on the wall below. The 
wall pressure reaches values of more than 2x104 bar corresponding to more then two hundred 
times the initial water pressure.  After the complete bubble collapse and shock reflections at 
the wall, we observe regions of very low pressure in the water. In these regions one would 
expect a rebound of the vapor bubble. However, a rebound would need a nucleation model 
which is subject of ongoing work.
Conclusions
We have presented a conservative sharp-interface model for multi-fluid flows, working on 
arbitrary  Cartesian  grids.  Introducing  a  phase  change  model,  based  on  a  non-equilibrium 
assumption  at  the  phase  interface,  we treat  evaporation  and condensation.  Computational 
results show the influence of the accommodation coefficient which corresponds to the rate of 
evaporation and condensation respectively. The model is currently limited to problems with 
initially  existing  interfaces.  Further  studies  will  be  focused  on  modeling  the  nucleation 
process.
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Abstract
The droplet size distribution is the key feature that needs to be studied for its contribution towards
describing the spray dynamics and effects of physical processes involved as well as determining the char-
acteristics of the powder formed in spray drying processes. The droplet distribution in spray flows can
be described, for instance, by Williams’ spray equation [Wil58] based on kinetic theory, which provides
a suitable starting model, but its solution is a challenge for numerical techniques unless major simpli-
fications are performed. In the literature [Duk80, Bir94], Eulerian-Lagrangian approaches are widely
discussed and developed to model liquid particle laden flows. However, in such an approach, the com-
putational cost for the Lagrangian particle motion is high and also it may pose difficulties and numerical
instabilities in coupling the Eulerian description of gas phase, particularly in unsteady configurations.
Moreover, particle interaction is difficult to handle.
In the present study, a water spray being injected through hollow-cone nozzle and carried by nitrogen,
is considered for evaluation of advanced models. The flow in the considered process is poly-dispersed
where droplet size distribution is varying both in time and space. The present study focuses on ap-
plication of a better mathematical treatment in such cases, where population balance methods through
application of Williams’ spray equation to droplet size distribution are considered. The study concerns
direct quadrature method of moments (DQMOM) [Mar05] to close population balance equations that
govern a wide class of number density functions (NDF), by approximating NDF as a sum of weighted
Dirac-delta functions in radius-velocity phase space. The major advantages, thus gained, include numer-
ical ease and modeling of droplet-droplet interactions. DQMOM formulation is extended to account for
evaporation of polydispersed sprays and results are presented for the homogenous case.
Experimental data provided by BASF, Ludwigshafen, are used both for defining initial conditions
and evaluation of results at various cross-sections. Modeling of turbulent mixing is achieved through
probability density function (PDF) modeling [Ge06a].
Introduction
Spray flows are involved in many industrial processes and engineering applications such as medicine,
food products, cosmetics, metallurgy, aerospace dynamics, and combustion. The understanding and
study of physical processes that govern the dynamics of spray flows is very important and their influence
on particle characteristics after spray drying is of particular interest.
Several techniques have been developed and applied to address the issue of modeling of spray flows,
which mainly rely on seperation of two phases, i.e. coninuum gas phase that carries the liquid droplets
and liquid (droplet) phase. The principal physical processes that are involved in spray systems are trans-
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port in physical space, droplet evaporation, acceleration of droplets due to drag and droplet collisions
inducing breakup and coalescence. The evolution of particulate and other dispersed-phase systems can
be modeled using population balance equation (PBE) [Kum96]. The PBE is a continuity equation defined
over a number density function. For spray systems, such PBE is proposed by Williams [Wil58] based on
kinetic theory. For its solution, several techniques have been employed [Pai06, Lau04, Duf05, Rüg00],
which can be divided in two approaches. One is based on direct numerical simulation [Duk80, Bir94]
where heat and mass transfer between two phases is described locally. This approach is quite rich in
information but the issues of numerical difficulties and high computational cost encourage the devel-
opment of alternative techniques. The other approach describes the droplets as a cloud of point parti-
cles [Lau04, Fox08] for which the exchange of mass, momentum and heat are described globally using
correlations, which makes it more suitable for numerical simulations at level of spray chamber or jet.
An attractive technique in this approach was proposed as Quadrature Method of Moments (QMOM)
[McG97]. In QMOM, moment equations are approximated as weighted sum of radii by assigning higher
weights to larger droplets that contribute more in transport and dynamics of system, using Guassian
quadrature formulation based on product-difference algorithm developed in [Gor68]. This approach
has been validated [Mar03a] and extended [Mar03b] to include the effects of aggregation and breakup.
However, while implementing it to realistic cases, two major problems have been faced. At first, it
poses difficulties in treating the systems where dispersed phase velocity strongly depends upon internal
coordinates of the system and secondly, numerical issues are quite challenging in case of bivariate (and
multivariate) density functions which are characteristic in many technical applications. Thus to overcome
these problems, Direct Quadrature Method of Moments (DQMOM) has turned out to be an attractive
alternative [Fox08], which is particularly efficient in cases of poly-dispersed multi-phase flows. This
approach is adapted in the present study for a water spray in nitrogen, where the initial values for starting
the simulations have been taken from the experimental data provided by BASF, Ludwigshafen.
Experimental setup is explained in the next section. In the later section, mathematical model is
described. Lastly, results from DQMOM as well as probability density function (PDF) method [Ge06a]
are presented and discussed.
Experimental Setup
Figure 1: Schematic experimental setup
Experiments have been carried out at BASF,
Ludwigshafen. A water spray is injected through
a hollow cone nozzle into a cylindrical spray cham-
ber and carried by nitrogen. Droplet size distri-
bution is recorded at sections of 14 cm, 34 cm,
84 cm, and 140 cm distance from the nozzle while
keeping the inlet gas velocity constant at room
temperature. The liquid inflow rate varies from
80.4 to 203 kg/h through 150.8 kg/h, whereas the
gas inflow rate is kept constant at 200 Nm3/h.
Measurements at 14 cm are taken to be the start
point of the simulations. Figure 1 illustrates the
geometry of the experimental setup. The cham-
ber has a diameter of 1 m. Different nozzles were
used produced by Delavan and Schlick. The pres-
ent simulation concerns the Delavan nozzle where
the internal diameter is 2 mm and outer diameter
at nozzle throat is 12 mm and 16 mm at the top.
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Mathematical Model
The mathematical model to describe the spray is based on Williams spray equation [Wil58]
∂f
∂t
= −
∂
∂r
(Rlf)−
∂(unf)
∂xn
−
∂(Fnf)
∂un
+Qf + Γ f (1)
where Rl is the change of droplet with time, drl/dt, Fn is the drag force acting on the droplet, Qf
represents source terms due to coalescence and Γf accounts for droplet collisions. For the present study,
a joint radius-velocity NDF is considered, which is approximated by DQMOM as sum of weighted Dirac
delta functions [Fox08] of droplet radii and velocities [Mar05]:
f(r,u) =
N∑
n=1
wnδ(r − rn)δ(u − un), (2)
where wn and rn are chosen as N representative quantities of weights and radii, and un) are correspond-
ing velocities. Application of DQMOM results in closed transport equations for droplet weights, mass
density and momentum density, respectively as under
∂wn
∂t
+
∂(wnun)
∂x
= an (3)
∂(wnρrn)
∂t
+
∂(wnρrnun)
∂x
= bn (4)
∂(wnρrnun)
∂t
+
∂(wnρrnunun)
∂x
= ρcn, (5)
where an, bn and cn are the source terms that are functions of phase-space transport terms that may
contain evaporation, drag force, breakup, and coalescence. The present study focuses on evaporation
only. These source terms can be found through moment transformation of phase-space terms, which
yields a linear system for the solution of source terms:
Pk,l =
∫ ∫
rkul
[
−
∂(Rlf)
∂rn
−
∂(Fnf)
∂un
+Qf + Γf
]
drdu, (6)
where k and l are moment exponents. The exact form of the DQMOM linear system relies on the choice
of moments. To obtain a solution, the moments are so chosen that the resulting coefficient matrix is non
singular. For instance, in case of N = 3, the moments set can be chosen [Fox09]
k ∈ {1, ..., 2N} and l ∈ {0, 1}. (7)
Though, this approach has been tested to model the sprays, very few literature [Fox08, Sch10] is available
on evaporating sprays. Their work, however, concerns a very simplified evaporation model considering
Rl as either a linear function of volume or a non-linear function which is similar to d2 law. In the
present study, evaporation rate is computed as suggested by Abramzon and Sirignano [Abr89] where the
following equation is written not for evaporation rate but for the droplet decrease with time, Rl = drl/dt:
Rl = −
(
ρf
ρl
)
Df
ln(1 +BM )S˜h
2rn
, (8)
where S˜h denotes the modified Sherwood number [Abr89], BM the Spalding mass transfer number, and
the subscript f refers to film properties.
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PDF method is used to model the turbulent gas phase where source terms account for interaction
with the spray. A one-time joint velocity-scalar PDF is used for gas phase as suggested in [Ge05]
f˜(V, ζ;x, t) = ρ(ζ)〈δ(U −V)δ(ξ − ζ)〉/〈ρ〉. (9)
The transport equation for PDF then yields [Ge08]
∂(〈ρ〉f˜ )
∂t
+ V˜i
∂(〈ρ〉f˜ )
∂xi
+
∂
∂V
(〈Sl,v〉f˜) +
∂
∂ζ
(〈Sl,1〉f˜) = −
∂
∂xi
(〈ρ〉 〈ui|V, ζ〉 f˜)
−
∂
∂V
[〈
∂
∂xj
(
ΓV
∂U
∂xj
) ∣∣∣∣∣V, ζ
〉
f˜
]
−
∂
∂ζ
[〈
∂
∂xj
(
ΓM
∂h
∂xj
) ∣∣∣∣∣V, ζ
〉
f˜
]
, (10)
where the terms on the left-hand side appear in closed form whereas these on the right-hand side need to
be modeled. For more information see [Ge05, Ge08].
In Eqs. (9) and (10), U and ξ denote the gas velocity and mixture fraction respectively, whereas V
and ζ refer to the gas velocity and mixture fraction in sample space, respectively. ΓV and ΓM denote
the effective exchange coefficient for velocity and mean mass diffusion coefficient respectively. The
numerical solution of Eq. (10) is obtained through finite difference-Monte Carlo techniques [Ge08].
Numerical Scheme
A two-step explicit MacCormack numerical method [And94] is implemented to solve the Eqs. (3)−
(5). They are re-written as
∂Un
∂t
+
∂En
∂x
= Sn, (11)
where Un, En and Sn are column vectors defined as
Un =
 wnwnrn
wnrnun
 , En =
 wnunwnrnun
wnrnunun
 and Sn =
anbn
cn
 . (12)
The first step is predictor step, which approximates the column vectors as
U j+1n,i = U
j
n,i −
∆t
∆x
(
Ejn,i+1 − E
j
n,i
)
+∆tSjn,i. (13)
This approximation is then used in the second step, namely, corrector step as below
U j+1n,i =
1
2
[
U jn,i + U
j+1
n,i −
∆t
∆x
(
Ej+1n,i − E
j+1
n,i−1
)
+∆tSj+1n,i
]
. (14)
For the sake of validation, results are compared to both QMOM [Mar03b] and experiments.
Results and Discussion
In this section, the results from DQMOM are presented and compared with QMOM and with ex-
perimental data at different temperatures to analyze the effect of evaporation. Furthermore, profile of
droplet velocity from PDF method and shape of PDF are presented. The present study concerns the
homogeneous case of system defined in Eqs. (3)-(5).
The experimental results provide the cumulative volume frequency of different droplet sizes. These
volume frequencies are converted to surface frequencies by dividing the individual volume frequencies
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Figure 3: Time variation of specific surface area
at 293 K
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Figure 4: Time variation of number density of
droplets at 293 K
Time [s ]
To
ta
lm
a
ss
de
n
si
ty
[kg
/m
3 ]
0 1 2 3 460
70
80
90
100
110
DQ (293K)
Q (293K)
Figure 5: Time variation of total mass density at
293 K
with the corresponding diameter. Then droplet velocities are calculated using the Stokes droplet veloc-
ity relation [Sti09]. The moment sets [Fox08] are calculated using these data which are in turn used to
calculate the initial weights (representing surface frequencies), the radii and velocities through the PD
algorithm. Calculations have been performed at 293 K and profiles of Sauter mean diameter and specific
surface area are compared with experimental data at the same conditions. In order to analyze the effect
of evaporation on the flow properties of droplets, simulations have been carried out at different temper-
atures of surrounding gas. Considering evaporation as a process of interest in the system under study,
coalescence, drag force and droplet collisions are currently neglected.
Figure 2 shows the profile of Sauter mean diameter, which is increasing with time. This is apparently
because of faster decrease in surface area as compared to volume in large size droplets. In Fig. 3,
variation in specific surface area of droplets is described, which decreases with time and conforming to
5
Seite 156 von 316
SPRAY 2010
9. Workshop über Sprays, Techniken der Fluidzerstäubung und Untersuchung von Sprühvorgängen
Heidelberg, 3.–5. Mai, 2010
Time [s]
N
u
m
be
r
de
n
si
ty
[m
-
3 ]
0 1 2 3 48E+07
1E+08
1.2E+08
1.4E+08
1.6E+08
1.8E+08
2E+08
DQ&Q (No evaporation)
DQ( 293K )
Q( 293K )
DQ( 313K )
Q( 313K )
DQ( 333K )
Q( 333K )
Figure 6: Effect of evaporation on number density
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Figure 7: Effect of evaporation on total mass den-
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Figure 8: Effect of evaporation on Sauter mean
diameter
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Figure 9: Effect of evaporation on specific surface
area
Figure 2. Comparing with experimental data, it appears that DQMOM predicts the changes in droplet
size distribution quite closer than QMOM, which reveals the higher level of accuracy of DQMOM.
Figure 4 shows the time variation of number density of droplets. Due to evaporation, it can be seen
that droplet number density decreases with time. Due to deficiencies in PD algorithm that result in un-
dermined evaporation, it can be seen that number density of droplets reduces much slower in QMOM
as compared to DQMOM. Figure 5 shows the change in total mass density of droplets with time due to
evaporation. In case of DQMOM, the droplets with smaller sizes take higher precedence in evaporation
that makes the loss of liquid mass relatively slower as compared to QMOM, where higher droplet sizes
are not reducing at a considerable rate. In Fig. 6, effect of evaporation on droplet number density is shown
through its variation with time at different temperatures of surrounding gas. It is observed that QMOM
6
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Figure 10: Droplet velocity profile
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Figure 11: PDF of gas velocity
under predicts the evaporation, since the number density decreases at a slower rate as compared to DQ-
MOM. Though the difference in prediction is decreasing with increasing of temperature, but QMOM is
vulnerable to reveal physically non significant solutions at large time such as negative weights. Figure 7
shows that loss of mass is higher at higher temperatures, which is due to increased evaporation.
In Figs. 8 and 9, effects of evaporation on Sauter mean diameter and specific surface area, respec-
tively, can be seen. Due to higher rate of loss of mass in smaller size droplets, total surface area reduces
much faster than the total volume, which causes the increase in Sauter mean diameter contrary to specific
surface area as temperature increases. In Figs. 6-9, both DQMOM and QMOM predict constant profiles
for number density of droplets, total mass density, Sauter mean diameter as well as specific surface area
in case of no evaporation, which assures the accuracy of numerical schemes.
Figure 10 shows the spatial profiles of mean droplet velocity from PDF method, which decreases as
the distance from the nozzle increases due to shear force and interaction with ambient gas. The same is
evident in Fig. 11, where PDF of gas velocity attains higher values near to the nozzle. It can be observed
that PDF is dominantly monomodal except its right flank, where a slight rise is possibly due to the dif-
fusion of droplets, which decreases the effect of gas liquid interactions on the gas velocity. This issue
needs further investigation.
Conclusions
Spray modeling of a water spray injected in air through a hollow cone nozzle has been achieved by
means of DQMOM and QMOM. Both methods have been tested through study of effects of evaporation
on different flow field parameters. DQMOM predicts the droplet sizes, surface frequencies and veloci-
ties far more realistically than QMOM, which further results in a better coupling of evaporation model
with flow field equations. Moreover, gas velocity has been modeled through joint velocity scalar PDF
modeling, where the profile of PDF displays a physically significant behavior.
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Pulverisierung von Emulsionen mit überkritischem CO2  
Pavlinka Ilieva, Andreas Kilzer, Eckhard Weidner 
Lehrstuhl für Verfahrenstechnische Transportprozesse 
Ruhr Universität Bochum 
 
Mit Hilfe eines kohlendioxidunterstützten Hochdrucksprühverfahrens ist es möglich, 
emulgatorhaltige und emulgatorfreie Emulsionen (aus zwei nicht mischbaren Schmelzen oder 
einer bei Raumtemperatur flüssigen Komponente und einer Schmelze, beispielsweise Wasser 
und Fett) aufgrund des Joule-Thomson-Effektes beim Entspannen von hohen Drücken, 
nahezu schlagartig „einzufrieren“ und gleichzeitig zu pulverisieren. Abhängig von den 
Verfahrensparametern Sprühdruck (typ. 80-300 bar), Sprühtemperatur und verwendeter 
spezifische Gasmenge (Kohlendioxid), sowie der eingesetzten Materialien, entstehen 
Pulverpartikel mit Größen im Bereich von einem bis zu mehreren hundert Mikrometern. In 
diesen Partikeln liegt die zuvor emulgierte Substanz je nach Verfahrensbedingungen entweder 
fein verteilt oder zentralisiert in flüssiger Form vor.  
Ziel des Vorhabens ist die Erarbeitung der thermo- und fluiddynamischen, sowie 
verfahrenstechnischen Grundlagen dieses Sprühverfahrens unter besonderer Berücksichtigung 
der Vorgänge bei und nach der Zerstäubung.  
Der Sprühprozess selbst verläuft mehrphasig, denn es wird die Schmelzeemulsion 
(flüssig/flüssig) gemeinsam mit überkritischem Gas durch eine Einstoffdüse auf 
Umgebungsdruck entspannt. Verkomplizierend kommt hinzu, dass unter den hohen Drücken 
bedeutende Anteile an Gas (Größenordnung 5-20 Gew.%) in den emulgierten Phasen selbst 
löslich sind, welche bei der Entspannung auf Umgebungsdruck wieder freigesetzt werden. 
Um diesen mehrphasigen, komplexen Hochdrucksprühprozess nach der Beobachtung 
interpretieren und modellieren zu können, ist daher die Kenntnis von Stoffdaten (bspw. 
Phasengleichgewichte, Grenzflächenspannungen, Dichten) der beteiligten Substanzen 
dringend erforderlich. Diese werden derzeit für die Modellsubstanzen ermittelt.  
Vorgestellt werden das Verfahrensprinzip des kohlendioxidunterstützten 
Hochdrucksprühverfahrens sowie der geplante Lösungsweg des Vorhabens. Ebenfalls 
vorgestellt werden die bisher erzielten Ergebnisse der Phasengleichgewichtsuntersuchungen 
der ausgewählten Modellsubstanzen Tristearin und CO2. 
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Experimentelle Untersuchung von Tropfenkollisionen viskoser 
Stoffe 
 
Matthias Kröner*, Martin Sommerfeld  
Mechanische Verfahrenstechnik  
Martin-Luther-Universität Halle-Wittenberg  
D-06099 Halle (Saale), Germany  
 
 
Abstract 
 
Das Augenmerk der vorliegenden Arbeit liegt auf der Untersuchung binärer 
Tropfenkollisionen mit unterschiedlich hoch viskosen Lösungen. Für die Untersuchung 
werden monodisperse Tropfen eingesetzt, die mit Hilfe eines piezoelektrischen 
Tropfengenerators erzeugt werden. Damit kann gewährleistet werden, dass der Tropfenstrahl 
kontrolliert aufreißt. Der Auftreffwinkel und die Relativgeschwindigkeit der Tropfen werden 
systematisch variiert. Zusätzlich wird der Einfluss des Feststoffgehalts auf das 
Kollisionsergebnis analysiert. Der methodische Teil dieser Arbeit befasst sich mit der 
Beschreibung des Tropfenverfolgungsalgorithmus und der Berechnung der 
Relativgeschwindigkeit. Die Ergebnisse zeigten dass eine Erhöhung des Feststoffanteils und 
der daraus resultierende Viskositätsanstieg eine Verschiebung der Kollisionsregime im 
Auftreffparameter–Weber–Diagramm [Jia92] zu höheren Weberzahlen bewirkt. 
 
Einleitung 
 
In den letzten Jahrzehnten wurde eine Vielzahl von Untersuchungen zur Charakterisierung 
von Tropfenkollisionen durchgeführt [Ash90, Bre01, Est99, Got07, Jia92, Kur07,Qia97]. Fast 
alle Arbeiten hatten einen eher kleinen Viskositätsbereich gemeinsam. Jiang et al [Jia92] 
stellten als Erste fest, dass Alkane einer homologen Reihe mit unterschiedlichen Viskositäten 
eine Drift der Regimebegrenzungskurven zu höheren Weberzahlen aufwiesen.  
Diese Arbeit hat das Ziel, einen größeren Viskositätsbereich für wasserlösliche Stoffe zu 
untersuchen. Hierfür wird unterschiedlich polymerisiertes Polyvinylpyrrolidon (PVP) im 
Hinblick auf das Auftreffparameter–Weber–Diagramm analysiert. 
 
Methoden/Versuche/Modelle 
 
1. Experimentelle Arbeiten 
Für die Experimente wurden zwei Tropfengeneratoren (Fa. encap biosystems) eingesetzt, die 
durch piezoelektrische Anregung nahezu monodisperse Tropfen erzeugen. Hierfür wird die 
Flüssigkeit durch Düsen mit einem Durchmesser von 400 µm gedrückt. Die Temperatur der 
Flüssigkeit wurde mit Hilfe eines Thermostats auf 22 °C konstant gehalten. Die Düsen sind so 
gegeneinander ausgerichtet, dass sich die Tropfen im Kollisionspunkt in exakt einer Ebene 
treffen (Abb. 1). In den zueinander orthogonal stehenden Beobachtungsebenen wurde jeweils 
eine CCD-Kamera angebracht, um das Kollisionsereignis und dessen Verlauf aufzunehmen. 
Eine Hintergrundbeleuchtung wurde mit Hilfe von zwei LED-Feldern realisiert. Der Flug der 
Tropfen und die Kollision eines Tropfenspaares wurden mit einer Hochgeschwindigkeits-
kamera der Firma PCO (Typ 1200 HS) bei einer Bildrate von etwa 6000 Bildern/s zeitlich 
aufgelöst, wodurch jedem Tropfenpaar das Kollisionsergebnis exakt zugeordnet werden kann. 
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Zudem konnte die Verformung der Tropfen und die Ausbildung von Satellitentröpfchen 
erfasst werden. Die orthogonal dazu platzierte CCD-Kamera war eine PCO Sensicam, die im 
Doppelbildmodus arbeitete. Hiermit wurde sichergestellt, dass sich die Tropfen exakt mittig 
treffen, also die Kollision in einer Ebene stattfindet. Der Auftreffwinkel in dieser Ebene 
wurde mit Hilfe der Aliasing Methode (Frequenzversatz der Tropfenerzeugung) [Got07] 
verändert. Damit konnte die Variation des Auftreffwinkels in einem Experiment realisiert 
werden. Der untersuchte Massenanteil des PVP betrug zunächst 10 – 30 Ma%. Für 
Vergleichszwecke wurde auch Untersuchungen mit Wasser durchgeführt. 
 
 
LED 
Array
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Abb. 1:Versuchsstrand zur experimentellen Untersuchung der Tropfenkollisionen 
 
2. Verfolgung der Tropfen  
Dem Verfolgen der Tropfen liegt ein Algorithmus zur Erkennung der Tropfenkontur zu 
Grunde. Dieser verarbeitet die Rohbilder, indem zunächst ein Gradientenfilter und 
anschließend ein Binärfilter angewendet werden. Danach werden die scharfen Konturen der 
Tropfen detektiert und in Positionen umgewandelt. Anhand der Positionen der Konturpunkte 
können dann die Mittelpunkte eines jeden Tropfens bestimmt werden. 
In den Experimenten fliegen die Tropfen, wenn der Strahl richtig angeregt wird, auf einer 
Geraden, die mit Hilfe der Tropfenschwerpunkte beschrieben werden kann. Bei der 
Bestimmung der Tropfengeschwindigkeit durch eine Bildverarbeitungssoftware zeigt sich 
aber, dass die Geschwindigkeitsvektoren leicht in ihrer Richtung variieren, was eine 
Verschiebung bzw. eine Streuung des Kollisionspunktes und eine damit verbundene Streuung 
des Auftreffwinkels bei ein und der selben Experimentanordnung hervorrufen würde. 
Tatsächlich ist der Kollisionspunkt sehr konstant an einer Stelle, weshalb eine Korrektur der 
Flugrichtung eines einzelnen Tropfens in eine gemeinsame Flugrichtung sinnvoll ist. Hierfür 
wird eine lineare Regression aller Tropfenschwerpunkte durchgeführt. Anschließend wird 
dieser Richtungsvektor normiert und mit dem jeweiligen Geschwindigkeitsvektor 
multipliziert. Man erhält daraus einen Tropfen, der sich entlang der mittleren Flugrichtung 
entsprechend seiner Geschwindigkeit fortbewegt. (Abb. 2)  
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Abb. 2 Schematische Darstellung der Korrektur des Geschwindigkeitsvektors in Richtung der mittleren 
Flugrichtung; Gefüllte Pfeile: korrigierte Flugrichtung; nicht gefüllte Pfeile: gemessene Richtung 
 
Die Berechnung des Auftreffwinkels geschieht nach Gleichung 1 [Kur07] und ist schematisch 
in Abb. 3 dargestellt. 
 
 
 
 
 
 
 
Abb. 3: Definition des Auftreffwinkels, bzw. des Auftreffparameters 
y 
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=+= rr
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3. Relativgeschwindigkeit 
Ausgehend vom Impulserhaltungssatz für plastische Stöße muss Gleichung (2) gelöst werden. 
Diese Gleichung lässt sich in zwei Raumrichtungen aufspalten (3) und (4), woraus sich nun 
die resultierende Geschwindigkeit und die resultierende Flugrichtung ergeben. Der Winkel 
Cos(α3) kann durch Gleichung (5) substituiert werden, so dass Gleichung (3) und (4) 
ausreichend für die Lösung des Gleichungssystems sind. Die Relativgeschwindigkeit besteht 
aus den Normalkomponenten der zwei Vektoren u1, u2. Eine schematische Darstellung ist in 
Abb. 4 gezeigt. 
 
(2)
 
(3)
 
(4)
 
(5)
m1, m2   Masse der Tropfen  1 und 2  [kg] 
u1, u2   Geschwindigkeit der Tropfen 1 und 2 [m/s]  
α1, α2, α3 Winkel zwischen x Achse und u1, u2, u3 [°]  
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Abb. 4: Relativgeschwindigkeitsvektor nach der Kollision; die Kollision liegt im Koordinatenursprung 
 
 
Ergebnisse und Diskussion 
 
Das im Methodenteil dargestellte Auswerteverfahren zur Tropfenverfolgung wird im 
Folgenden näher erläutert. In Abb. 5 und 6 ist der Vergleich zwischen simulierter und 
tatsächlich beobachteter Tropfenbewegung dargestellt. Während in den Bildern 5 a) und b) 
die Fluggeschwindigkeiten und der Regressionsvektor bestimmt werden, dienen 5 c) und d) 
sowie 6 c) und d) dem Vergleich zwischen Experiment und Simulation.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
a) b) c) d)
Abb. 5: Fotografien von Tropfenkollisionen; Bilder a) und b) dienen der Bestimmung der Fluggeschwindigkeit 
und Richtung (Tropfen die mit gleichen Pfeilen markiert sind kollidieren später miteinander); Bilder c) und d) 
zeigen die Kollision der Tropfen von 5 a) 
Abb. 6: Simulierte Bewegung der Tropfen bis zum Kollisionspunkt  
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Die in Bild 5 a) markierten Tropfen wurden für den Vergleich auch in 6 a) gekennzeichnet. Es 
lässt sich gut erkennen, dass die Übereinstimmung von Simulation und Experiment gegeben 
ist. Daraus folgt, dass nun auch Tropfen, die sich nicht unmittelbar vor dem Kollisionspunkt 
befinden, für die Berechnung des Auftreffwinkels herangezogen werden können. 
Die Experimente wurden wie oben beschrieben durchgeführt. Neben dem gelösten Polymer 
wurde zusätzlich noch deionisiertes Wasser untersucht. In diesen Messungen wurden alle 
bekannten Kollisionsergebnisse beobachtet, nämlich Abprallen (Bouncing), Koaleszenz und 
Separation. Bei Wasser (Abb. 7) fand das Abprallen in der Regel nur bei größeren 
Auftreffparametern statt. Koaleszenz war bei sehr kleinen Weberzahlen über den gesamten 
Bereich von B zu beobachten. Große B-Werte ergaben sich bei geringem Strahlwinkel womit 
eine lange Kontaktzeit der Tropfen verbunden war und damit Koaleszenz sehr wahrscheinlich 
wurde. Mit steigender Weberzahl nahm dieser Bereich ab und es wurde bei höherem B 
zunehmend dehnende Separation beobachtet. Die hier gefundene Grenze zwischen 
Koaleszenz und dehnender Separation liegt allerdings etwas unterhalb des von Ashgriz & Poo 
[Ash90] gefundenen Verlaufs. Reflektierende Separation wurde bei den Untersuchungen nur 
für einen sehr kleinen Bereich von Weberzahlen gefunden (We ≈ 40). Dieses Resultat weicht 
deutlich von den aus der Literatur bekannten Ergebnissen ab [Ash90]. Dies kann eventuell 
dadurch begründet werden, dass bei den hier durchgeführten Experimenten die 
Tropfenstrahlen sehr präzise ausgerichtet werden konnten (zweite CCD-Kamera) und damit 
sichergestellt wurde, dass die Tropfen exakt in einer Ebene kollidierten. Zudem wurde eine 
Einzeltropfenverfolgung durchgeführt um den Kollisionspunkt und das Kollisionsergebnis zu 
ermitteln. 
Im Folgenden werden die Ergebnisse für unterschiedliche Feststoffgehalte dargestellt und 
diskutiert. Schon bei geringem Feststoffgehalt ergibt sich ein deutlich anderes 
Kollisionsdiagramm als bei Wasser (Vergl Abb. 7 und 8). Der Bereich des Abprallens und 
auch der dehnenden Separation verschiebt sich deutlich nach unten hin zu kleineren 
Auftreffparametern. Dadurch wird der Bereich der Koaleszenz beträchtlich eingeschränkt und 
ist nur für B < 0.3 zu beobachten. Das Gebiet der reflektierenden Separation wird gegenüber 
Wasser etwas vergrößert. Vergleicht man die drei Diagramme für PVP (Abb. 8 – 10) lässt 
sich bei steigendem Feststoffgehalt ein klarer Trend erkennen, der sich in einer Verschiebung 
der Kollisionsergebnisse (bzw. der Grenzlinien zwischen den verschiedenen 
Kollisionsergebnissen) in Richtung höherer Weberzahlen ausdrückt. Dabei ist zunächst eine 
Zunahme des Anteils der Koaleszenz zu erkennen. Weiterhin vergrößert sich der Bereich des 
Abprallens bei kleineren Weberzahlen und erstreckt sich bei höheren Feststoffgehalten über 
den gesamten B-Bereich (0 < B < 1). Das Gebiet der dehnenden Separation verschiebt sich 
deutlich nach rechts zu höheren Weberzahlen und nach oben zu größeren B-Werten. Bei 
niedrigen Feststoffgehalten ist zusätzlich noch reflektierende Separation zu beobachten, deren 
Vorkommen sich mit Erhöhung des Polymeranteils verringert bis bei 30 Ma % gar keine 
reflektierende Separation mehr auftritt. 
Die Drift zu höheren Weberzahlen wird durch die Viskosität (implizit) aber vor allem durch 
die Oberflächenspannung bzw. Dichte verursacht. Denn in allen Versuchen ist die 
Relativgeschwindigkeit ähnlich groß, jedoch verändert sich mit steigendem Massenanteil 
auch die Oberflächenspannung sowie die Dichte, was letztendlich zu der Verschiebung führt. 
In Tabelle 1 sind die gemessenen Oberflächenspannungen inklusive der Dichten und 
Viskositäten zusammengefasst. 
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Abb. 7: Auftreffwinkel -Weber Diagramm für Wasser 
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Abb. 8: Auftreffwinkel -Weber Diagramm für K17 mit 10 Ma% Feststoffanteil 
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Abb. 9: Auftreffwinkel -Weber Diagramm für K17 mit 20 Ma% Feststoffanteil 
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Abb. 10: Auftreffwinkel -Weber Diagramm für K17 mit 30 Ma% Feststoffanteil 
 
Tabelle 1: Oberflächenspannung gemessen mit dataphysics oca 20 (hängender Tropfen) 
 
 
Stoff Oberflächenspannung [mN/m] 
Dichte 
[kg/m3] 
Viskosität 
[mPas] 
Wasser 72.7 998.2 0.95 
K17 10Ma% 69.1 1019.5 2.35 
K17 20 Ma% 67.4 1046.1 6.01 
K17 30 Ma% 66.3 1064.8 15.41 
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Zusammenfassung und Bewertung 
 
Die zeitliche Auflösung der Tropfenkollision und die orthogonale Ausrichtung zweier CCD-
Kameras gewährleisten eine sichere Bestimmung des Kollisionspunktes und die Einordnung 
der Ergebnisse in das B–We–Diagramm. Durch die Verwendung einer Tropfenverfolgung 
lässt sich der Kollisionspunkt und damit der Auftreffparameter als auch die 
Relativgeschwindigkeit sehr zuverlässig bestimmen. Die Übereinstimmung zwischen realer 
Messung und Tropfenverfolgung (Simulation) ist sehr gut. 
Untersuchungen wurden für Wasser als auch für Lösungen mit unterschiedlichem 
Feststoffgehalt (polymerisiertes Polyvinylpyrrolidon, PVP) durchgeführt. Bei der Analyse der 
Kollisionsregime ist mit steigendem Feststoffgehalt eine Verschiebung der Kollisionsregime 
hin zu höheren Weberzahlen erkennbar. Interessanterweise bleibt bei der Verschiebung die 
grundlegende Form der Bereichsgrenzen nahezu erhalten. Es findet mehr oder weniger eine 
Streckung über einen größeren Weberzahlbereich statt.  
Die nun folgenden Aufgaben bestehen in einer systematischen Abgrenzung der Regime durch 
Formulierung der physikalischen Grundprozesse bei den Tropfenkollisionen. In einem 
weiteren Schritt werden bereits bestehende Modelle mit den bisher erhalten Daten verglichen 
und möglicherweise angepasst. 
Zusätzlich werden die Messungen auf einen größeren Viskositätsbereich ausgedehnt, dabei 
werden Viskositäten bis 1 Pas angestrebt. 
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Abstract 
In der vorliegenden Arbeit wurde die Trocknung verschiedener Stoffsysteme in einem akusti-
schen Levitator erfolgreich untersucht. Die Trocknung von Polyvinylpyrrolidon (PVP) wurde 
in Abhängigkeit von Temperatur, Konzentration, Anströmgeschwindigkeit und relativer Luft-
feuchtigkeit betrachtet und mit der Verdunstung von Wasser verglichen. Des Weiteren wurde 
die erhaltene Morphologie mit der von im Sprühturm getrockneten PVP-Partikeln verglichen. 
Die bisher erhaltenen Ergebnisse weisen auf die Adäquatheit der akustischen Levitation als 
Modellsystem für die Sprühtrocknung hin. 
Wässrige Lösungen von Natriumcaseinat und Glucosesirup verschiedener Konzentrationen 
sowie Lösungen mit beiden Substanzen wurden hinsichtlich der Trocknungsgeschwindigkeit 
und der Morphologiebildung während des Trocknungsprozesses bei 80 °C untersucht. Primär- 
und Sekundäremulsionen aus Lecithin, Chitosan und Fischöl wurden ebenfalls in Hinblick auf 
die Morphologiebildung bei 80 °C betrachtet. Die Morphologiebildung von wässrigen Manni-
tollösungen verschiedener Konzentrationen wurde bei Temperaturen zwischen 80 °C und 
140 °C untersucht. 
 
Einleitung 
Sprühprozesse wie die Sprühtrocknung sind in der Industrie weit verbreitet. Fast alle Wasch-
mittel, löslicher Kaffee, Milch-, Ei- und Tomatenpulver werden ebenso wie Farbstoffe, phar-
mazeutische und biochemische Vorprodukte in Sprühprozessen getrocknet [Räh09]. 
Das gelöste oder suspendierte Trocknungsgut wird mit rotierenden Scheiben, Düsen oder mit 
Hilfe von Ultraschall fein zerstäubt und fällt nebel- oder tropfenförmig durch den Trock-
nungsraum. Üblicherweise werden Sprühtrocknungsapparaturen im Gleich- oder Gegenstrom 
betrieben. Dabei unterstützt ein geheizter Gasstrom, der sich in bzw. gegen die Fallrichtung 
der Tropfen bewegt, die Verdunstung des Lösungsmittels. Das getrocknete Produkt wird am 
Fuß der Trocknungsapparatur z.B. mit Zyklonen aus dem Gasstrom abgetrennt. 
Bei der Sprühpolymerisation werden die Reaktion und Trocknung des Produkts in einem Pro-
zessschritt zusammengefasst. Während des Falls der Tropfen innerhalb des Reaktors konkur-
riert die Reaktion mit der Verdunstung des Monomers. Die Prozessführung ermöglicht durch 
die fehlenden Produktionszwischenschritte eine effizientere Energienutzung. 
Die Prozesse sind durch die Bewegung der Tropfen in einer Sprühapparatur nur schwierig zu 
beobachten. Da die Vorgänge für die Produkteigenschaften entscheidend sind, ist das Ver-
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ständnis dieser Abläufe jedoch von großem Interesse. Hierfür kann die akustische Levitation 
wesentliche Beiträge liefern. Die levitierten Tropfen werden ortsfest positioniert und berühren 
weder Gefäßwände noch andere Haltevorrichtungen, wie z.B. Drähte, und weisen wie die 
fallenden Tropfen nur eine Flüssigkeit/Gas-Grenzfläche auf. Durch die Anströmung der Trop-
fen mit Gas können der Fall der ortsfesten Tropfen und so die durch die Konvektion erhöhten 
Stoff- und Wärmetransporte experimentell nachgestellt werden. 
 
Prinzip der akustischen Levitation 
Bei der akustischen Levitation werden die Druckverhältnisse innerhalb einer stehenden Welle 
genutzt, um der Gravitationskraft entgegen zu wirken und eine berührungslose Positionierung 
von Objekten zu erreichen [Lie96]. Dabei ist die Wahl der Objekte nicht wie bei anderen Le-
vitationsmethoden auf leitende oder magnetische Objekte beschränkt. Erste Untersuchungen 
auf dem Gebiet der akustischen Levitation wurden 1934 von King veröffentlicht [Kin34]. In 
den 70er Jahren des 20. Jahrhunderts begann die Entwicklung von akustischen Levitatoren 
durch die NASA und die ESA, um Experimente unter Mikrogravitationsbedingungen durch-
zuführen. 
 
 
Abbildung 1: Schalldruck- und Schallschnelleverteilungen innerhalb der stehenden Welle eines akusti-
schen Levitators. 
 
Der Schallgeber wird mit Hilfe eines Piezokristalls in Schwingungen versetzt und die entste-
hende Welle an einem konkaven Reflektor reflektiert. Durch die Interferenz der einfallenden 
mit der reflektierten Welle wird bei der in Gleichung (1) dargestellten Resonanzbedingung 
eine stehende Welle erhalten. Die Resonanzbedingung ist bei einem Abstand d zwischen 
Schallgeber und Reflektor von einem ganzzahligen Vielfachen der halben Wellenlänge λ ge-
geben. 
 
...3,2,1mit
2
== nnd
λ
 (1) 
 
Die stehende Welle ist durch verschiedene Schallfeldgrößen definiert, von denen die wich-
tigsten der Schalldruck p und die Schallschnelle v sind. Durch die periodische Schwingung 
des Schallgebers wird das umgebende Medium abwechselnd verdichtet und verdünnt. Da-
durch entstehen Bereiche mit höherem und niedrigerem Druck, die mit Gleichung (2) be-
schrieben werden. Dabei sind k die Wellenzahl und z der Abstand eines Druckknotens vom 
Schallgeber. 
 
)cos(max kzpp =  (2) 
Seite 171 von 316
SPRAY 2010 
9. Workshop über Sprays, Techniken der Fluidzerstäubung und Untersuchung von Sprühvorgängen 
Heidelberg, 3.-5. Mai 2010 
 3 
Die um eine gedachte Ruhelage oszillierenden Fluidteilchen erfahren eine Änderung ihrer 
Geschwindigkeit, die nach Bernoulli in einer Druckänderung resultiert. Eine Geschwindig-
keitserhöhung geht dabei mit einer Druckverminderung einher. Die Schallschnelleverteilung 
zwischen Schallgeber und Reflektor wird durch Gleichung (3) beschrieben. 
 
)sin(max kzvv =  (3) 
 
Durch die Addition der Effekte des Schalldrucks und der Schallschnelle kann die Gravitati-
onskraft kompensiert werden. Die Levitation erfolgt dabei ein wenig unterhalb der Druckkno-
ten (). 
 
Durchführung der Versuche 
Die Versuche wurden mit einem akustischen Levitator durchgeführt, der eine stehende, akus-
tische Welle mit einer Frequenz von 42 kHz erzeugt. Der Aufbau erlaubt Versuche bei Tem-
peraturen bis zu 200 °C und eine Anströmung der Tropfen mit definertem Gasstrom. Bei 
Raumtemperatur wurden die Versuche im offenen Levitator durchgeführt. Für Versuche bei 
höheren Temperaturen wurde um das akustische Levitationsfeld, den Schallgeber und den 
Reflektor eine beheizte Prozesskammer (6 ×  6 mm2) aufgebaut. 
Zur Untersuchung der Trocknungskinetik und der Morphologiebildung während der Trock-
nung wurden die Tropfen der zu untersuchenden Lösungen mit Einwegspritzen und Kanülen 
in das akustische Levitationsfeld eingebracht. Die Kanüle wurde zur Einbringung der Lösung 
so unter dem Schallgeber positioniert, dass austretende Tropfen augenblicklich mit diesem in 
Berührung kamen und zerstäubt wurden. Der Probennebel akkumulierte sich durch die Druck-
verhältnisse innerhalb der stehenden Welle in den Druckknoten zu Tropfen, deren Trocknung 
mit einer Kamera verfolgt wurde. Der Abstand zwischen Schallgeber und Reflektor wurde so 
gewählt, dass vier Druckknoten entstanden. Bei der Durchführung der Versuche wurde je-
weils der vom Schallgeber aus im zweiten Druckknoten befindliche Tropfen beobachtet. Zur 
Simulation des Tropfenfalls im Sprühprozess wurden die Tropfen durch eine Öffnung im Re-
flektor mit Luft angeströmt. 
Um die Abnahme der Tropfenquerschnittsfläche per Video aufzuzeichnen, wurden die Trop-
fen vor einem beleuchtetem Hintergrund abgebildet. Die Auswertung der Bilddaten wurde mit 
der Software ProAnalyst (Xcitex, USA) durchgeführt und lieferte die Querschnittsfläche der 
Tropfen. 
Die Entnahme von getrockneten Partikeln wurde im offenen Levitator durch das Einführen 
eines Blatts Papier erreicht. Durch die Störung des akustischen Feldes fiel der Partikel aus 
dem Druckknoten. Bei höheren Temperaturen wurden die Partikel mit einer Glasfaser aus 
dem akustischen Feld entfernt. 
 
Trocknung von Polyvinylpyrrolidon 
Zur Untersuchung der Trocknung von PVP wurden wässrige Lösungen mit 5 m%, 10 m%, 
15 m% und 20 m% PVP hergestellt. Es wurden Versuche mit und ohne Überströmung von 
Luft durchgeführt. Die Gasgeschwindigkeit an der Gasaustrittsöffnung betrug 1.7 m/s bei 
Verwendung eines Reflektors mit fünf konzentrisch angeordneten Gasaustrittsöffnungen. 
 
Trocknung von Natriumcaseinat, Glucosesirup, Primär- und Sekundäremulsion 
Für die Untersuchung der Morphologiebildung von wässrigen Natriumcaseinat- (NaCas) und 
Glucosesiruplösungen (GS) sowie Emulsionen aus Lecithin und Fischöl (Primäremulsion) 
bzw. Chitosan, Lecithin und Fischöl (Sekundäremulsion) wurden Proben verschiedener Zu-
sammensetzungen in das akustische Levitationsfeld eingebracht und die Trocknung mit Hilfe 
einer Hochgeschwindigkeitskamera verfolgt. Es wurden 20m%ige Lösungen verwendet, die 
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Natriumcaseinat und Glucosesirup rein und in Verhältnissen von 1:1 (NaCas:GS), 1:3 und 
1:19 enthielten. Zudem wurde die Trocknung von reinen Natriumcaseinatlösungen mit 10 m% 
und 20 m% sowie Glucosesiruplösungen mit 20 m% untersucht. 
 
Trocknung von Mannitol 
Die Morphologiebildung bei der Trocknung von wässrigen Mannitol-Lösungen mit Konzent-
rationen von 15 m% und 20 m% wurde bei Temperaturen von 80 °C, 100 °C, 120 °C und 
140 °C untersucht. Die Herstellung der 20m%igen Lösung erfolgte bei 30 °C, da das Löslich-
keitsprodukt von Mannitol bei Raumtemperatur überschritten wurde. 
 
Ergebnisse und Diskussion 
Die Untersuchung des Einflusses der Temperatur auf die Trocknung von PVP-Partikeln wur-
de mit PVP-Lösungen mit unterschiedlichen Konzentrationen bei Temperaturen zwischen 
Raumtemperatur und 140 °C durchgeführt. In  ist die Abnahme der Tropfenquerschnittsfläche 
gegen die Zeit bei verschiedenen Temperaturen aufgetragen. Es ist zu erkennen, dass die Ge-
schwindigkeit der Trocknung mit steigender Temperatur zunimmt. Zur Verdeutlichung des 
Einflusses sind die Querschnittsflächen ähnlich großer Tropfen gewählt und auf einen einheit-
lichen Anfangswert von 106 µm2 verschoben worden. Die Steigung der Geraden wurde dabei 
nicht verändert. 
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Abbildung 2: Vergleich der Abnahme der Tropfenquerschnittsflächen einer 5m%igen PVP-Lösung bei 
verschiedenen Temperaturen. 
 
Bei der Änderung der PVP-Konzentration konnte ein Einfluss bei geringen PVP-
Konzentrationen auf die Trocknungsgeschwindigkeit beobachtet werden. Der Vergleich der 
Trocknungsgeschwindigkeiten von PVP-Lösugnen mit der Verdunstungsgeschwindigkeit von 
Wasser zeigte eine Zunahme der Geschwindigkeit schon bei Konzentrationen von 5 m%. Für 
höhere Konzentrationen unterschied sich die Trockungsgeschwindigkeit nicht von der einer 
5m%igen Poylvinylpyrrolidon-Lösung (Abbildung 3). 
Um den Einfluss der Konvektion zu untersuchen, die während des Falls der Tropfen auftritt 
und einen erhöhten Massen- und Temperaturstrom bewirkt, wurden die Tropfen mit Luft an-
geströmt. Bei den untersuchten Temperaturen und Konzentrationen konnte eine Erhöhung der 
Trocknungsgeschwindigkeit durch die Anströmung beobachtet werden. 
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Abbildung 3: Vergleich der Verdunstungs- bzw. Trocknungsgeschwindigkeiten von Wasser und PVP-
Lösungen unterschiedlicher Konzentrationen bei Raumtemperatur 
 
Um die Übertragbarkeit der Experimente auf den Sprühprozess zu untersuchen, wurden die 
erhaltenen Morphologien in den Versuchsanordnungen, Levitator und Sprühturm, verglichen. 
Dazu wurde eine wässrige, 10m%ige PVP-Lösung sowohl in einem Sprühturm als auch im 
Levitator getrocknet. Der Sprühturm wurde mit einem Gasgleichstrom und einem Tempera-
turprofil von 225 °C bis 90 °C betrieben. Der Vergleich der im Levitator bei 140 °C erhalte-
nen Partikelmorphologien mit den im Sprühturm erhaltenen ergab vergleichbare Strukturen 
(Abbildung 4). Die eingefallenen Strukturen waren trotz der unterschiedlichen Größenord-
nungen bei beiden Partikeln zu erkennen und bestätigten die von Marshall vorhergesagten 
Strukturen bei der Trocknung bei Temperaturen oberhalb der Siedetemperatur des Lösungs-
mittels [Mar60]. 
 
  
Abbildung 4: Partikelmorphologien von im Levitator bei 140 °C (links) und im Sprühturm bei 225 °C bis 
90 °C (rechts) getrockneten Partikel. 
 
Um die Eignung des akustischen Levitators für andere Stoffsysteme zu überprüfen, wurde die 
Morphologiebildung bei der Trocknung von Natriumcaseinat- und Glucosesiruplösungen 
sowie den Mischungen der beiden Substanzen untersucht. Die Trocknung begann auf der 
Oberfläche der Tropfen und ergab eine homogene, glatte Struktur. Bei Lösungen, die Gluco-
sesirup enthielten, bildete sich zu Beginn der Trocknung eine schaumförmige Struktur im 
Inneren des Tropfens aus, die auf die weitere Morphologiebildung keinen Einfluss hatte. Die 
Bildung der in Abbildung 5 gezeigten Struktur konnte bei einem Massenverhältnis von 1:3 
(NaCas:GS) und höher, aber nicht bei einem Verhältnis von 1:1 beobachtet werden. Bei der 
Trocknung wurden eingefallene Hohlkugeln erhalten. 
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Abbildung 5: Tropfen einer Natriumcaseinat/Glucosesirup-Lösung (1:3); im Inneren ist die für 
glucosesiruphaltige Lösungen typische Struktur zu erkennen. 
 
Bei der Kristallisation von Mannitol aus wässrigen Lösungen verdampfte zunächst das Lö-
sungsmittel von der Oberfläche der Tropfen. War die Konzentration an der Oberfläche so 
groß, dass durch lokale Konzentrationsmaxima entstehende Kristallite nicht mehr sofort in 
Lösung gingen, bildete sich auf der Oberfläche der Tropfen eine feste Hülle mit einer nadel-
förmigen Kristallstruktur aus. Mit fortschreitender Verdunstung des Lösungsmittels wurde die 
Hülle dicker, bis die Diffusion des Wassers durch die Oberfläche so stark gehemmt war, dass 
die Verdunstung innerhalb des Tropfens und nicht mehr auf der Oberfläche stattfand. Der 
Wasserdampf diffundierte durch die feste Hülle, die dadurch eine Hohlstruktur ausbildete. 
 
Zusammenfassung und Bewertung 
Es konnte gezeigt werden, dass die Trocknungsgeschwindigkeit von Lösungen im akustischen 
Levitator von Parametern wie der Temperatur, der Gegenwart von PVP in der Lösung und der 
Anströmung der Tropfen mit Luft abhängt. Der Einfluss der Temperatur und der Anströmung 
der Tropfen mit Luft entsprach den Erwartungen, da durch beide Parameter ein erhöhter 
Stoff- bzw. Wärmetransport ermöglicht und die Trocknungsgeschwindigkeit erhöht wurde. 
Experimente zum Einfluss der PVP-Konzentration auf die Trocknungsgeschwindigkeit stehen 
noch aus. Die Art der Tropfeneinbringung und die Größe der Tropfen hatten keinen Einfluss 
auf die Trocknungsgeschwindigkeit. Gerade der fehlende Einfluss der Tropfengröße zeigte, 
dass die akustische Levitation als adäquates Modell für Sprühprozesse betrachtet werden 
kann. Da die bisher im Levitator eingebrachten Tropfen für gewöhnlich einen größeren 
Durchmesser aufweisen als die im Sprühturm erzeugten Tropfen, lässt die Vernachlässigbar-
keit der Tropfengröße eine Übertragung der im Levitator erhaltenen Ergebnisse auf Sprühpro-
zesse zu. 
Die Morphologiebildung bei der Trocknung der Lösungen ließ sich in zwei Kategorien unter-
teilen: Zum Einen die Ausbildung einer plastischen Hülle, die gleichmäßig auf der Oberfläche 
verteilt war und zur Ausbildung von eingefallenen Hohlkugeln führte. Zu dieser Kategorie 
gehörten alle Substanzen mit Ausnahme von Mannitol. Bei der Trocknung von PVP-
Lösungen konnte der Einfluss der Temperatur deutlich an der entstehenden Morphologie ge-
zeigt werden. Je höher die Temperatur war, desto schneller verlief die Verdunstung des Was-
sers. Bei Raumtemperatur war die Verdunstung so langsam, dass die Ausbildung der Hülle 
gleichmäßig erfolgte. Der geschwindigkeitsbestimmende Schritt war die Verdunstung des 
Wassers auf der Oberfläche der Partikel. Bei höheren Temperaturen wurde die Diffusion des 
Wassers durch die feste Oberfläche immer mehr zum geschwindigkeitsbestimmenden Schritt, 
so dass die Verdunstung des Wassers teilweise innerhalb der trocknenden Partikel stattfand. 
Erfolgte der Transport des Wasserdampfes nicht schnell genug, konnte eine Aufblähung der 
Partikel beobachtet werden, die meistens zu einem Aufreißen der Hülle und dem Zusammen-
fallen der Partikel führte. Typische Morphologien der bei verschiedenen Temperaturen ge-
trockneten PVP-Partikel sind in Abbildung 6 dargestellt. 
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Abbildung 6: Überblick über die bei der Trocknung von PVP-Lösungen erhaltenen Morphologien bei RT 
(oben links), 60 °C bzw. 90 °C (oben rechts) und 140 °C (unten). 
 
Bei der Trocknung von kristallinen Substanzen wie Mannitol konnte die Ausbildung der 
Struktur, die durch die langsame Verdunstung des Wassers und die Kristallisation der Sub-
stanz sichtbar wurde, beobachtet werden. Die Kristallisation begann auf der Oberfläche der 
Tropfen und setzte sich ins Innere der Partikel fort. 
Damit konnte gezeigt werden, dass sowohl die Temperatur- als auch Konvektionsabhängig-
keit des Trocknungsprozesses in einem Levitator gut beobachtet werden können. Darüber 
hinaus sind Experimente zu Phasenumwandlungsprozessen einfach realisierbar. Die akusti-
sche Levitation ist somit ein geeignetes Werkzeug zur Untersuchung von Sprühprozessen. Im 
weiteren Verlauf der Arbeiten am akustischen Levitator steht nun die weitere Optimierung  
und Automatisierung der Versuchsdurchführung an. 
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Abstract 
Spray processes are influenced by the interaction of the spray plume and the surrounding 
spray chamber. Spray chamber walls may have a significant influence on particle structures 
and flow as well as on particle recirculation and re-entrainment. In this paper the influence of 
different spray chamber designs with square cross sections on unsteady flow structures in the 
sprays of twin-fluid atomizers is discussed. The product properties of a spray process highly 
depend on the local mass and heat transfer within the spray. These mechnisms are affected by 
particle trajectory as well as local droplet concentration. Both phenomena are reviewed 
experimentally by using Particle Imaging methods for sprays in planar light sheets. The effect 
of coherent flow structures on the local particle concentration is the central point in this 
investigation.  
 
 
Introduction 
Unsteady phenomena in sprays greatly affect the outcome of the spray process. In this paper 
the large-scale movement of the jet and the ambient air as well as local clustering of droplets 
in a spray is analysed. In enclosed spray processes flapping accompanied by precession of the 
spray may occur. The strength and size of entrainment and recirculation zones influences the 
retention time of particles and are therefore analysed.  Additionally the meso-scale clustering 
of droplets within the spray cone is reviewed quantitatively. The interactions of particles with 
large-scale eddy structures within the gas are therefore discussed. A Particle Imaging method 
is applied to planar light sheets in the spray to examine the correlation between particle 
concentration and the local flow characteristics. It can be described as a combination of 2D-
Particle-Image-Velocimetry measurements and image analysis techniques to investigate the 
concentration patterns of the spray droplets (Figure 1). 
 
The following parameters are changed systematically to estimate their influence on the time-
dependent structures of the spray: 
- conical spray chamber design with square cross sections 
- twin-fluid atomizer type 
- loading of spray 
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  Figure 1:  Particle Imaging: velocity- and concentration fields 
 
Instabilities in the gas flow, caused by high shear rates in the boundary region of the spray for 
example, have a great influence on the formation and transport of particle clusters. There are 
several hypothesis why clusters in particulate systems occur ( see also Heinlein 2006, Aliseda 
2001). Here only the large coherent flow structures are analyzed. The method to quantify the 
inhomogeneities within the spray is derived from Garncarek (Czainski 1994). In this work a 
practical approach with midscale laboratory equipment has been performed to induce more 
application-like conditions.  
 
Experimental Facility and Methods 
 
The outer spray chambers cross 
sectional is 1 m2 (Figure 2).  In 
the center of this chamber the 
conical, tranparent spray 
chambers are built in. The 
spray is removed from the 
chamber by a vacuum outlet. 
The bottom side of the 
transparent spray chambers is 
open to minimize the influence 
of the vacuum on the spray 
flow. 
 
 
 
 
 
 
Figure 2: Experimental setup and coordinate system 
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The investigated spray chamber designs vary in the size of starting cross sections and opening 
angles (Figure 3). 
 
 
Variant a / mm α/° h / mm 
V1 200 10 900 
V2 200 15 900 
V3 400 10 900 
 
Figure 3: Spray chamber designs 
 
In order to estimate the effect of the disintegration process on the formation of particle 
inhomogeneities, an external and an internal mixing twin-fluid atomizer is analyzed. Both 
nozzles produce fine water droplets with particle diameters around 10 µm. The mass flux of 
water is kept constant, while the atomizer gas pressure is varied (Figure 4) to investigate the 
influence of the gas phase on the particle trajectory und the structure of the particle 
collectives. 
 
pair  
/ bar 
pwater  
/ bar N
V& air  
/ lmin-1 
V& water  
/  lmin-1 
m& air 
/gmin-1 
m& water 
/ gmin-1 
water
air
m
m
&
&
=µ  
0.5 0.7 8.49 0.1 10.18 100 0.0102 
1 0.7 15.5 0.1 18.6 100 0.186 
2 0.7 28.28 0.1 33.9 100 0.339 
3 0.7 39.84 0.1 47.8 100 0.4780 
4 0.7 52 0.1 62.4 100 0.624 
 
Figure 4: Parameters for external mixing atomizer 
 
A dual-cavity Nd:YAG laser (65 mJ/pulse at 532 nm) is used to illuminate the droplets within 
the center plane of the spray (Figure 2). The CCD-camera recording the light scattered by the 
particles has a 12 bit image sensor with 2048 x 2048 pixels. The laser sheet has a thickness of 
approximately 1 mm at the centre of the images. A small laser light thickness is needed to 
focus the laser light properly, yielding enough intensity in large light sheets. If the laser sheet 
thickness is extended multiple scattering within the spray cone can be observed. This leads to 
the blurring of particle collectives. Image analysis of particle clusters requires an optimized 
laser light intensity. There must be a minimum of intensity to illuminate the particles for the 
PIV method and there must be enough light to detect particle concentration differences. On 
the other hand a maximum of intensity leads to multiple scattering effects resulting in 
blurring, which prevents PIV and cluster recognition from being applicable. 
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Requirement for a narrow laser sheet is that the time difference  between two images is kept 
short. Otherwise out-of-plane losses of particles take place which falsify the PIV 
measurements. In this setup a time difference of 100 µs was chosen. The temporal resolution 
of the camera is 7.4 Hz which is too low to track the dynamics of the spray.  Therefore only 
qualitative statements on the oscillation behaviour for example can be made. 
 
Unsteady particle clusters are determined quantitatively by evaluating the spatial 
inhomogeneity within planar light sheets. First of all it is necessary to distinguish the particle 
clusters from the background noise. Common image processing techniques are used for 
filtering. For 8 bit grayscale images the following methods are applied:  
- gamma correction 
- bandpass filtering 
- local statistical filtering (Wiener filter) 
- conversion to binary picture 
 
The result is a binary picture with segregated particle clusters (Figure 1). These particle 
structures are processed with the Garncarek-Algorithm defined by Czainski (Czainski et al. 
1994, Figure 5). 
 
 
Figure 5: Garncarek-algorithm (Kuno et al. 2007) 
 
The inhomogeneity index is the central quanitity in this algorithm. The inhomogeneity index 
is defined as the ratio of the distribution of objects in a specific state and the distribution of 
objects in a random state. The inhomogeneity index increases when there are structures in the 
spray that show clustering (Figure 5). The inhomogeneity index is dependent on a certain 
measurement scale κ. The inhomogeneity index H is expressed as follows 
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where n is the the sum of all grey or binary values within the processed picture and  κ is the 
scale on which the inhomogeniety index is evaluated (Figure 5). For each interrogation 
window with the side length κ= LB  the sum of gray values ni is counted. H is a scalar 
value for the inhomogeneity in the whole picture.  
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For the variation of B the inhomogeneity index H yields a maximum where the characteristic 
cluster size BCluster can be found (Figure 6).  
 
Figure 6: Characteristic scale within a spray 
 
Once the mean cluster size in a picture is determined, a cluster with the characteristic scale 
BCluster is picked out and the information from the instant velocity fields from PIV 
measurements are evaluated at the position of the cluster. 
 
Results and Discussion 
In the spray zone close to the boundary, complex interactions between gas and particles take 
place. The velocity field of the particles is highly time-dependent (Figure 7). The spray cone 
flow shows characteristic flapping combined with a precession movement. Flapping can be 
estimated by PIV measurements, while precession can only be recorded qualitatively by high-
speed videography. 
 
Figure 7: Instantaneous particle velocity field pair = 4 bar, variant V2 
 
The strength of these effects is mainly dependent on the air pressure and the spray chamber 
design. Before discussing the influence of these parameters on the inhomogeneity of the spray 
and the characteristic scale of the cluster the unsteady behaviour of the jet is reviewed. 
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Most stationary results can be found for Variant V3. This means that the oscillation amplitude 
is low and no large scale destabilization of the jet takes place. For Variant V2 one gets a high 
oscillation amplitude and destabilization of the jet, which in some cases leads to the transport 
of particle clusters into the recirculation area (Figure 8). 
 
 
Figure 8: transport of particles clusters into recirculation area, variant V2 
 
In most cases the droplets at the spray cone edge are re-entrained (Figure 8). But once the 
oscillations are too strong the particles remain in the recirculation area and are transported 
upward to the nozzle. This effect has great influence on the distribution of the retention times 
of the particles. Especially the retention time of larger particles could be increased because 
they have a larger centrifugal moment which keeps them in the recirculation area. The re-
entrainment at the top may lead to undesired product properties. 
To get a stationary spray flow the starting cross-section should be as large as possible. This 
geometry is already being used by default in most spraying processes. Variant V1 with a 
smaller opening angle, but with the same starting cross section area as variant V2, shows less 
destabilization of the spray flow. This is probably due a to  a lower  pressure rise in the 
propagation direction. Also the recirculation zones are smaller and the particles in the 
recirculation zone are entrained before they reach the nozzle zone.  
 
 
A comparison between the cluster structures and the instantaneous velocity fields of the 
particles (Figure 9) shows that particles in a cluster have a higher velocity than the particles 
around the clusters. This has also been found by Aliseda (Aliseda 2001). 
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Figure 9: instantaneous cluster structures and velocities of particles, pgas = 4 bar, variant V2 
 
 
The Particle Image method has been used to find out whether the particle cluster properties 
differ from the mean state of the spray at the cluster’s position. The properties that are 
examined are velocity, shear rate flux and vorticity. It has to be stated that only the motion of 
the particulate phase can be tracked in the present measurement approach. 
 
 
 
 
Figure 10: Comparison between cluster velocity and mean velocity at 4 cluster positions 
within the spray, variant V1 
 
The result is that clusters are not significantly faster than the average particle flow at the 
cluster’s position. This might be due to the fact, that the spray flow itself is strongly unsteady 
in space and time. Thus the validity of average values is limited. This is also expressed by the 
large error bars in Figure 10. The same results can be found for the analysis of the shear rate 
and the vorticity. One hypothesis is that the cluster formation and transport is dominated by 
the large scale structures which are strongly unsteady in the spatial and temporal domain. 
 
Seite 183 von 316
SPRAY 2010 
9. Workshop über Sprays, Techniken der Fluidzerstäubung und Untersuchung von Sprühvorgängen 
Heidelberg, 3.-5. Mai 2010 
 8 
 
For the nozzle parameters it shows that the inhomogeneity of the spray and the cluster scale 
(Figure 11) increases slightly with increasing gas flow rate. 
 
 
 
Figure 11: cluster size and atomizer pressure, variant V1 
 
Particle clusters tend to differ in size and shape. This is obvious when looking at Figure 8 and 
considering the standard deviation in Figure 11. Stretching of clusters (Figure 8) does not 
significantly increase the cluster size detected by the Garncarek method. This method is based 
on quadratic interrogation windows and is therefore only accurate for quadratic or circular 
cluster shapes. Despite of this the inhomogeneity index and the cluster scale are simple 
quantitative measures suitable to detect particle inhomogeneities relevant for the optimization 
of spray processes.  
 
The other factor to influence particle clusters is the spray chamber design. An increase of the 
cross section area leads to a slight increase of the particle cluster size (Figure12).  
 
 
 
Figure 12: cluster size and spray chamber design, pgas = 4 bar 
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There is no strong trend to be found when the influences on the cluster size are examined. 
Same thing can be assessed for the atomizer typ. The internal and external mixing atomizers 
show very similar particle cluster structures. The only difference for these two atomizers is 
that the internal mixing atomizer requires less air flow to achieve same quality of atomization. 
This leads to less destabilization of the jet in spray chambers with small cross section areas. 
 
Conclusion 
The cluster formation, the entrainment flow and the recirculation movement in sprays have 
great influence on the particle retention time, heat- and mass transfer and the agglomeration of 
particles. The product properties are thereby dependent not only on the nozzle parameters but 
also on the spray chamber design. 
 
By means of Particle Image methods several results for the given experimental setup have 
been found: 
- the spray flow structures are highly time-dependent (flapping, precession, .. ) 
- the cluster size depends on the spray chamber design and the nozzle parameters 
- mean cluster velocity is faster than the velocity of ambient particles 
- the state of the cluster does not differ significantly in one direction from the mean 
spray quantities 
- no significant influence of atomizer type on cluster formation  
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Abstract
The aim of this study is to understand the different effects occurring during a drop impact on 
a porous media. The problem is treated experimentally, numerically and theoretically. Drop 
impact, its spreading, initial penetration into the porous target and further impregnation are 
investigated in detail. Various porous media are considered in experiments, including nano 
fiber  mats.  Experiments  have  also  been  performed  during  the  50th ESA  parabolic  flight 
campaign. A recent result is the visualization of a drop impact in- and outside of a porous 
medium simultaneously, using refraction index matching.
Introduction/Motivation
A sketch of a drop impacting on porous medium is shown in Fig1. The different details, that 
are focused on in different experiments are visible: the droplet production, the spreading on 
the surface, the dynamic contact angle, the occurrence of splash and the penetration inside the 
porous medium.
Fig1: Sketch of drop impact on porous media
The  project  has  several  motivations.  One  is  needle-less  injection:  the  skin  is  the  porous 
medium and the medicine is penetrating it in form of a spray. Another is the coating of porous 
surfaces.  In  order  to  optimize  this  industrial  application,  the  whole  process  needs  to  be 
understood  well.  Further  applications  are  the  enhancement  of  spray  cooling,  and  the 
optimization of irrigation.
1
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Drop generation
In  order  to  observe  a  droplet  impacting  on  any  surface,  it  needs  to  be  produced  and 
accelerated first. To make this possible for a wide range of parameters, the drop generator in 
Fig2 was designed by [Gro09]. It can produce single droplets with an diameter from 0.5 to 2.5 
mm and a maximum velocity of 20 m/s. The working principle is acceleration with an airflow 
and was found best by [Lie09]
              
Fig2: left: sketch of drop generator, middle: magnified view of needle, [Lie09] 
right: picture of drop generator [Gro09]
Apparent contact angle on a structured surface
Fig3: left: numerical simulation of liquid surface in Surface evolver
right: liquid surface in parabolic flight experiment [Le09]
As  a  first  step  a  drop  on  a  surface  without  any  movement  on  a  pyramidal  structure  is 
considered in [Le09] as shown in Fig4. The experiment,  performed in  46th ESA parabolic 
flight  campaign,  is  shown in Fig3.  The  gas  bubbles  under  a  droplet  on  the  hydrophobic 
structure  are  simulated  by  a  liquid  on  a  hydrophilic  structure.  The  liquid  interface  was 
simulated in surface evolver [Bra92]. The simulation data, validated with the experiment, was 
used for the further calculation. The final result is shown in the plot in Fig4. The apparent 
contact angle of the droplet resting on the structure is depending on the structure wettability 
and the droplet  volume.  Three regions of wettability are visible:  With low wettability the 
apparent contact angle is almost independent of the droplet  volume close to 1800.  With a 
intermediate  wettability  the  apparent  contact  angle  depends  on  the  droplet  volume  and 
wettability.  For high wettabilities, there are two possible solutions for the apparent contact 
angle  for  the  same  droplet  volume.  The  third  possible  solution  refers  to  a  super  wetting 
behavior.
5 mm
2
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Fig4: left: sketch of drop on structured surface
right: Apparent contact angle depending on drop volume and wettability[Le09]
Splash threshold on a rough surfaces
A important factor in coating a surface with impacting droplets, is if the droplets remain as 
single droplets or result, through splashing, in multiple droplets, as shown in Fig5.
Fig5: left: Splash threshold for rough media,  right: different outcomes of drop impact
A new theory for the splashing threshold on rough surfaces was developed in [Gip09]. In the 
plot in Fig5 a very good agreement of the following function (1) to the data of the rough 
targets is visible. 
WeS=29 .751∗ R zRSm 
−0. 8611
(1)
This threshold theory still has to be extended to account for porous media as well.
Droplet Volume Measurement
A method used to analyze the penetration into any porous medium is shown in Fig6. The 
contour of a impacting droplet is detected in a video of the side view. For cases with a low 
Weber  number,  the  droplet  stays  spherical  during  impact  and  does  not  develop  three 
dimensional  structures.  This  allows  to  calculate  the  volume  of  the  droplet  from the  two 
dimensional image. With the volume known above the surface, the volume inside the porous 
Θe Θapp
3
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medium can be calculated,  too.  This  way the penetration  into the porous medium can be 
plotted as in Fig6 and an average penetration can be measured.
Fig6: left: contour lines from analysis of video of drop impact
right: drop volume plotted over time
VOF Simulation of a drop impacting close to a pore
In experiments interesting effects were found occurring in the flow produced by an impacting 
droplet behind a pore. To be able to analyze the flow field better, a VOF Simulation in Open 
Foam was done in [Goe10]. It was found that the appearance of a jet behind the pore, is 
depending on the wettability and the impact parameters, but little on gravity. The validation of 
the simulation is shown in Fig7, also one of the possible flows, resulting in a jet behind the 
pore.
Fig7: left: comparison of VOF-Simulation with experiment, 
right: magnification of side view of the pore
Drop impact on a nanofiber mat
In [Lem10]the drop impact on a nanofiber material was investigated. It was found that the 
micro porous structure of the material allows a very large contact angle hysteresis from 
almost 1800 to close to 00. The contact line is pinned depending on the impact parameters and 
prevents the drop to recede on the surface. The penetration of the material and the spreading 
inside the nano fibermat are described theoretically and measured in an experiment. In Fig8 a 
droplet softly deposited on the nano fiber mat surface is visible, and scanning electron 
microscope images of the nano fibers. This material clearly represents the lower end of the 
scale of porous structures in this project.
 
4
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Fig8: a drop resting on a nanofiber mat with magnification of fibers
Drop impact on porous media in micro gravity
In the 50th ESA parabolic flight campaign the micro gravity was used to upscale the 
experiment [Lem09]. A 2 cm droplet is colliding with a porous target as sketched in Fig9. The 
upscaling allows to machine the holes better, in order to keep them transparent and less 
roughness is influencing the liquid flow.
Fig9: sketch of experimental setup
In Fig10 one example of the experiments is shown. The view from the side and the bottom 
was recorded simultaneously. This way the penetration into pores and the spreading effects on 
the surface could be seen accordingly. A strong influence of the wettability on the interaction 
with the pores was observed.
Fig10: images of the drop- target collision with filling of some pores.
Drop impact on a porous slit
The important  problem still  remaining  unsolved,  is  the observation of  the liquid  inside a 
unstructured porous medium, during a drop impact. In Fig11 the solution is shown. A liquid 
drop, with a refraction index matching the porous material is used. Since the visible depth in a 
porous  medium  made  from glass  beads  is  very  limited,  even  if  the  single  bead  is  very 
5
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transparent, the depth is decreased to a slit. This way the liquid is filling the whole width of a 
porous slit between two glass windows. This way the filled areas are not refracting the light 
any more and appear white in Fig11. With this method the impacting liquid drop is visible in- 
and outside of a porous medium simultaneously.
Fig11: Drop impact on a porous slit with matching refraction index
Conclusion
Still many experiments have to be done and data analyzed in this project to come to a final 
conclusion. It was shown that it is possible to investigate the full spectrum of effects and areas 
in- and outside of the porous medium. But already some models and knowledge about flow 
effects on porous medium were refined.
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Abstract 
An experimental work has been carried out to identify the influence of solidification upon the 
impact process of a single water drop on aluminium surfaces. Water drops ranged from 2mm 
to 2.5mm in diameter, the impact speeds were from 0.8m/s to 3.7m/s and surface temperatures 
included room temperature 20°C and -13°C. The impact was photographed with high speed 
camera and the spreading diameter as well as the height of the splat was measured from 
images. It is found out that, solidification didn’t influence the impact process during the first 
spreading stage. At later stages the diameter of the splat could not recede as much as under 
room temperature because freezing arrested the bottom. Solidification suppressed the height 
receding significantly under lower impact velocities and at high impact speeds, it didn’t play a 
noticeable role. It is inferred that, comparison of time scales of fluid dynamics and heat 
transfer is the critical factor to judge the influence of solidification. Despite some theoretical 
analysis [1], no observations of single water droplets impinging on a cold surface with 
solidification have been reported to date to the best of our knowledge. 
 
Introduction 
Impact with solidification is related to a number of industrial applications, such as solder-
drop-printing for the mounting of microelectronic components [2] and thermal spray 
deposition [3]. Poulikakos et al. [4] studied 81um Eutectic solder (63Sn37Pb) drop impact 
onto a wafer substrate with different temperatures. They concluded that the substrate 
temperature significantly affected the spreading if it was low enough. On the contrary, 
Watanabe et al. [5] discovered that solidification had little influence on droplet deformation in 
their experiments with n-cetane and n-eicosane drops and Fukanuma and Ohmori [6] also 
found that droplets spreading preceded freezing in their experiments with 2-4 mm tin and zinc 
droplets. Similarly Chandra et al. [7] concluded with their wax drop experiments that the 
extent of solidification was too small to affect droplet impact dynamics. Besides, Bennett and 
Poulikakos [8] showed that the thermal conductivity of the substrate significantly affect the 
cooling of the splat. In an earlier study of them [9], it was found out that the droplet energy 
was dissipated within the first cycle of droplet spreading and receding, and the duration of the 
spreading motion was considerably shorter than the receding motion. These various and 
conflicting information manifests that many basic mechanisms relating to this process are still 
not well understood, such as changing fluid properties with temperature, dynamic behaviours 
of spreading and receding under the influence of solidification, as well as the thermal contact 
resistance. One critical point to the question, whether solidification plays a considerable role 
upon impact, might be the comparison of the two time scales: droplet deformation and heat 
transfer. Poulikakos et al. [10] theoretically predicted that the two time scales was comparable 
under their test conditions. However it doesn’t happen to each case. Therefore it is necessary 
to check the influence of the phase change in a particular application.  
 
The work presented in this paper concerns water drop impact on aluminium surface because it 
is related to aircraft icing. Airframe icing is a topic of vital importance in aviation industry 
because it is mainly concerned with the safe and efficient operation of aircraft under all 
weather conditions. The conventional assumption of icing process along an airfoil is that, after 
impact the drop becomes a thin layer of water film, flows toward the aft surface and freezes 
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along its path. Over the last 15 years, super-cooled large drops (SLD) has received increased 
attentions, because such water drops as large as 2 mm [11] may splash upon impact, returning 
part of the water back into the airflow. This phenomenon notably harms the validity of current 
icing prediction codes [12]. In order to improve the numerical simulation, SLD impact with 
extreme impact conditions like high speeds up to 100m/s and freezing temperatures down to -
10°C is expected to be carried out in the lab in order to facilitate theoretical modelling. Since 
cooling requirement would drastically increase the complexity of the experiment, a 
preliminary test is to be carried out, trying to identify the influence of solidification upon 
impact dynamics. This paper represents a first attempt. 
 
Experimental Apparatus 
The experimental setup is depicted in Figure 1. Water drops were formed by letting them 
down from the tip of a stainless steel needle. The diameter range of water drops was limited to 
2 ~ 2.5mm by the balance of gravity and surface tension. The drop firstly passed through a 
light barrier which was around 10cm above the impact surface. At that moment the light 
barrier sent a square pulse signal to the delay generator which accordingly gave out a 5V TTL 
signal to the camera with an appropriate time lag, in order to trigger the camera at the right 
time. The syringe was mounted on a vertical traversing frame so that it could be raised up to 
70cm above the impact surface. The consequent impact speeds were 0.8m/s to 3.7m/s.  
 
The Aluminium impact surface was laid on a cold plate with coolant passing through. The 
returned refrigerant was cooled down by a chiller which is designed for process temperature 
control. Its capacity is from -20°C to 40°C. In this experiment, it was set to -20°C. Because of 
the heat leak from pipe connections, the cold plate and the impact surface as well as the 
conductive and contact thermal resistance, the temperature increased to -13°C on top of the 
impact surface. The temperature was measured with a surface thermocouple. Comparative 
tests were done under room temperature of 20°C. In all tests the drop had an initial 
temperature as room temperature. The properties of water were taken as under 20°C. 
 
Photographs of drop impact were taken by a Photron SA1 fast speed camera with the method 
of shadowgraph. In order to measure droplet dimensions, a photo of a rule was taken as a 
calibration scale. It was ensured that the rule had the clearest image and each millimetre of its 
scale had the same number of pixels, which indicated that the rule was in the focused plane 
which is parallel to the lens plane. FPS was kept to 5400 and the used spatial resolutions were 
Chiller 
Cold plate Aluminum surface 
  Camera LED 
Delay 
generator 
Light barrier 
Fig. 1: Experimental setup 
Cooling water 
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50um and 37um each pixel. After photography, images were processed with a MATLAB 
program. The diameter and height evolution was measured. 
 
Results and Discussion 
 
 
Figure 2 shows the scenarios of two drop impacts. The left one is under room temperature, 
and the drop had a diameter of 2.22mm and its impact speed was calculated right before 
impact as 1.92m/s. The right one was under -13°C, the drop was 2.14mm in diameter and the 
impact speed was 1.91m/s. The drop on the left side appears larger because different scales 
were used. From the pictures it can be noticed that the drop took longer time to cease 
movement under room temperature. This phenomenon is confirmed under other impact 
conditions. Another difference is that the onset of receding under room temperature came 
later, but it is more likely to be coincident, since it didn’t always happen. Figure 3 and 4 show 
the diameter and height evolution during impact. The diameter is defined as the largest 
horizontal dimension of the splat and the height is the largest vertical dimension of it. Before 
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Fig. 3: Diameter evolution 
Fig. 4: Height evolution 
Fig. 5: Height evolution 
under a lower impact velocity Fig. 2: Image comparison 
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impact, the diameter is adjusted to the average of the two values and the height keeps the 
same definition. In the graphs the calculation began a few images before impact. Noticeably, 
the diameter receding was suppressed by freezing while the height still fluctuated. This 
discrepancy infers that the bottom of the spat froze first, so that the diameter of the splat 
didn’t shrink significantly. Afterwards the solid-liquid interface rose and influenced the upper 
part eventually. Whether solidification influences, is determined by the comparison of the 
time scales of heat transfer and fluid dynamics. In Figure 4 the difference of the two curves is 
minor while Figure 5 shows a sharper influence of solidification under low impact speed of 
1.28m/s. The following diagrams explain the underlying reason of this derivation more 
detailed. 
 
    
Fig. 6: Spread factor evolution at room temperature and -13°C 
 
Fig. 7: Dimensionless height evolution at room temperature and -13°C 
 
Figure 6 and 7 show the influence of the impinging speed on receding. Under room 
temperature low speeds promoted receding and it took quite a few receding cycles for the 
drop to settle down. This time scale is notably longer than heat transfer, so that solidification 
took effect.  Under -13°C the difference between the two curves becomes minimal, although 
the underlying mechanism was not the same: under lower speeds, the drop became stationary 
because of solidification; under higher velocity it was because of dissipation of energy by 
drop deformation, as under room temperature. Spread factor is defined as D/D0, where D is 
the diameter of the splat and D0 is the diameter of the impacting droplet. Dimensionless 
Height is defined as h/D0, where h is the height of the splat. Dimensionless time is defined as 
V0t/D0, where V0 is the impact velocity. Here t begins a few images before impact, in order to 
show the drop deformation entirely. Figure 7 also confirms that, under -13°C the diameter 
couldn’t fluctuate as much as the height, different from under room temperature. 
 
This discovery is not compliant with Chandra et al.’s [8] observations. In their experiments, 
reducing the surface temperature increased the surface tension, promoting receding of the wax 
drops of 3mm. This conflict is probably due to slower phase change of wax resulting from 
lower thermal conductivity. 
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 Figure 3 shows that the diameter spreading was also significantly compressed, but it is not 
regularly, shown by Figure 8 and 9. These two figures show the variation of maximum spread 
factor and the non-dimensional duration to achieve it with varying Re and We. Here the non-
dimensional duration is calculated from the point of impact. Despite the considerably large 
fluctuation, two trends can be concluded, firstly the maximum spread factor had a tendency to 
follow We and Re; secondly the solidification didn’t make a significant difference under 
tested conditions, which means the thermal dynamic time scale was significantly larger than 
that of fluid dynamics at the first spreading stage. 
 
Fig. 8: Maximum spread factor vs Re and We 
 
Fig. 9: Dimensionless time duration vs Re and We 
 
Conclusions 
The impact and solidification of water drops on an aluminium surface was studied 
experimentally. The impact process was photographed and the splat diameter and height were 
measured. The drops ranged from 2mm to 2.5mm and impact speeds from 0.8m/s to 3.7m/s 
and surface temperatures were 20°C and -13°C. 
 
The variation of maximum spread factor and the non-dimensional time duration to achieve it 
shows that solidification didn’t influence the impact process during the first spreading stage. 
After impact, the bottom of the splat froze, afterwards the solid-liquid interface rose and the 
deformation of the upper part was eventually influenced. Therefore the diameter of the splat 
could no longer shrink as much as under room temperature. The height evolution had two 
kinds of outcomes: under lower velocities which induced long time receding under the room 
temperature, solidification significantly suppressed the drop movement; under higher speeds, 
which made drop faster to become stationary, solidification didn’t play a noticeable role. The 
comparison of two time scales for fluid dynamics and heat transfer might be a critical factor 
to judge whether the solidification influences the impact process. 
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Abstract 
The aim of this work was the preparation of D-mannitol carrier particles for dry powder 
inhalers (DPIs) of variable surface structure and a mean particle size in the range of 80 µm. A 
full factorial design with four factors at two levels was used to study the dependence of 
surface topography and size on spray drying process parameters. The four factors were feed 
concentration, damper register temperature, feed rate and atomization rotation speed. Particle 
surface topography as well as particle size could be successfully impacted by the variation of 
process parameters. Prepared particles showed a mean diameter between 71,4 µm and 
90,0 µm. 
 
Introduction 
Pulmonary drug delivery is a promising way to deliver active pharmaceutical ingredients 
(API) locally as well as systemically. In order to reach the lung the aerodynamic diameter of 
the drug particles has to be in the range of 1 µm to 5 µm [Dan08; Lab03a]. In dry powder 
inhalers this aerodynamic diameter is usually achieved by milling of the API. Due to their 
small size these milled powders are quite cohesive and show poor flowing properties. As 
dosing in DPI relies on flowability the milled particles are mixed with coarser carrier 
particles. Due to their size these carrier particles ensure adequate flowability. An important 
characteristic of such mixtures are the adhesive forces between the active and the carrier. On 
the one hand adhesion has to be high enough to guarantee attachment of the drug to the carrier 
during powder handling and dosing and on the other hand low enough to allow API 
detachment of the carrier upon inhalation. One way to affect adhesive forces is to modify the 
contact area of API and carrier particles by surface modification of either carrier or API 
particles. The majority of commercially available DPI formulations contains α-lactose 
monohydrate as carrier [Her75; Ste03]. Hence a lot of work has been published about the 
surface modification of α-lactose monohydrate. For example surface modification was 
achieved by dispersant removement [Dic06; ElS06a; ElS06b; Iid01; Iid03a; Isl04a; Isl04b; 
Isl05; Zen01a]. Iida et al. [Iid05] and Chan et al. [Cha03] worked on carrier surface covering. 
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Another way to control carrier surface properties is the addition of micronized carrier particles 
or other micronized chemical identities [Adi06; Adi07; Guc08; Iid03b; Iid04a; Iid04b; Lou03; 
Lou02; Pod99; Tee00; Zen98; Zen99]. The surface modification by milling was studied by 
Steckel et al. [Ste06], Ferrari et al. [Fer04], Iida et al. [Iid04b] and Young et al. [You02]. 
Surface modification by varying crystallization conditions was achieved by Larhrib et al. 
[Lar03a], [Lar03b] and Zeng et al. [Zen00a; Zen00b; Zen00c; Zen01b]. 
Although its widespread use lactose has several disadvantages such as incompatibility of the 
sugars reducing aldehyde group with APIs such as formoterol, budesonide or peptides and 
proteins [Ste04]. Further due to different production processes (crystallization, sieving and 
milling) lactose broadly varies with respect to surface structure, shape and size [Ste04b; 
You08]. 
Maas [Maa09] showed that spray drying of mannitol at different outlet temperatures allows 
the tailoring of its surface structure. Spray drying of mannitol would therefore provide an 
interesting alternative to routinely used lactose. Unfortunately particles obtained by Maas 
were too small (d50,3=13 µm) to be used as carrier particles. Therefore the aim of this work 
was the preperation of D-mannitol carrier particles of variable surface topography with a 
mean particle size of roughly 80 µm. 
 
Materials and Methods 
Materials 
Mannitol (Pearlitol® 200SD) was kindly provided by Roquette Frères (Lestrem, France). 
Statistical design 
A 24 full factorial design was performed to study the influence of spray drying process 
parameters on particle surface and size. Additionally outlet temperature was monitored. 
Experiments were carried out on a pilot-scale spray dryer. Process parameters studied at our 
experiments were feed concentration (A), damper register temperature (B), feed rate (C) and 
atomization rotation speed (D). Each parameter was studied at two levels as listed in Table 1 
and 2. Three center points were added to check model linearity and to calculate random 
scattering.  
Table 1. Parameters used in the design of experiments 
Parameter Low (-) Center (o) High (+) Unit 
A (feed concentration) 15,0 17,5 20,0 % [w/w] 
B (damper register temperature) 170 180 190 °C 
C (feed rate) 10 15 20 l/h 
D (atomization rotation speed) 6300 7200 8100 rpm 
The high setting for the feed concentration was limited to 20,0 % due to the solubility of D-
mannitol at 23°C. Damper register temperatures above 190 °C had been studied prior to these 
experiments at 10 l/h and 20 l/h. These experiments showed that under such conditions 
particles of category 5 are produced, meaning that further increasing the damper register 
temperature does not lead to changes of particle morphology. That is why the highest damper 
register temperature was set at 190 °C. The drying of particles below 170 °C is difficult due to 
the large amount of residual moisture and to the tendency of particles to form large 
agglomerates at the bottom of the spray dryer. Feed rates and atomization rotation speed were 
chosen based on the knowledge of droplet size analysis. The statistical analysis was carried 
out with the assistance of Statistica8 software. 
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Table 2. Design matrix of the 24 full factorial design and the collected data of the analyses 
SampleID A B C D Tout/ °C d50.3.a/ µm surface /1-5 
1 + - + - 75 88,5 2 
2 + - + + 75 82,7 2 
3 - - + + 74 74,4 3 
4 - - + - 75 81,7 3 
5 o o o o 85 76,9 4 
6 o o o o 86 80,0 4 
7 - + + - 87 79,6 4 
8 + + + + 85 78,7 4 
9 + + + - 85 85,6 4 
10 - + + + 84 74,5 4 
11 - + - + 96 72,7 5 
12 - + - - 97 80,7 5 
13 + + - + 98 79,3 5 
14 + + - - 98 90,0 5 
15 - - - - 85 76,3 4 
16 - - - + 86 71,4 4 
17 + - - + 87 77,2 4 
18 + - - - 88 85,3 4 
19 o o o o 87 78,6 4 
Spray drying 
A pilot-scale cocurrent spray dryer with a diameter of 2.7 m and an overall height of 3.7 m 
was used. The spray was produced by rotary atomization (100 mm, 50 bores of 3 mm). 
Feeding was done with a peristaltic pump. Fines were separated by a cyclone and a filter. 
Temperature was measured and controlled along the dryer. The pressure was controlled by 
reducing the inlet to the blower via a flap in order to obtain ambient pressure. Products were 
collected at the bottom of the spray dryer. Spray dried products were further dried in an oven 
for one hour at 100 °C to remove residual moisture. The final product was stored closed 
sealed at room temperature. 
  
Fig. 1.  Surface of category 1 (left) and 5 (right) 
Particle surface investigations 
The powder samples were examined using a scanning electron microscope (SEM) (Zeiss 
Ultra 55, Zeiss, Oberkochen, Germany) operating at 5kV and a SEM (Hitachi H-S4500 FEG, 
Hitachi High-Technologies Europe, Krefeld, Germany) operating at 1kV. SEM micrographs 
were classified with respect to surface topography (5 categories) from coarse crystalline 
(category 1, Fig. 1, left) to pimpled (category 5, Fig. 1, right). Categorization was based on 
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micrographs obtained from samples of different spray drying outlet temperatures which had 
been performed prior to these. 
Particle sizing 
Particle size analysis was carried out using a Sympatec HELOS laser diffraction system with 
a RHODOS dry dispersing unit. Dispersion pressure was 0.2 bar. Feed rate was kept at 60 %. 
Measurement requirements were optical concentrations within 2,5 % and 7,0 %. An adjusted 
d50,3,a was calculated. Particles larger than 125 µm were considered as agglomerates and were 
excluded when calculating the adjusted mean particle size. The assumption of agglomerates 
was checked by analysis of sieve fractions. They showed that agglomeration starts at 125 µm 
(Fig. 2). 
  
Fig. 2. Sieve fractions (125 µm – 160 µm) of products dried at 80 °C (left) and 102 °C (right) 
outlet temperature 
Results and discussion 
Particle size 
The median particle size, which was detected by laser diffraction, is in the range of 71,4 µm 
and 90,0 µm. Effect estimate shows that damper register temperature, atomization rotation 
speed as well as the interaction of damper register temperature and feed rate are statistically 
significantly (p ‹ 0,05) affecting particle size (Tab. 3). With a p-value of 0,054 feed rate may 
also be of importance. Temperature is inversely proportional to particle size. Thus increasing 
temperature leads to smaller particles. Rotation speed showed a direct proportional behavior, 
which is in good agreement with the data of the atomization spray. 
Table 3. Effect estimate of process parameters on particle size (parameters of influence are 
highlighted) 
Parameter Effect Standard 
error t(7) p 
Mean/ 
intercept 79,9146 0,3481 229,5749 0,0000 
Curvature -2,8918 1,7521 -1,6505 0,1428 
A 7,0027 0,6962 10,0585 0,0000 
B 0,4670 0,6962 0,6708 0,5239 
C  1,6101 0,6962 2,3127 0,0540 
D  -7,1252 0,6962 -10,2345 0,0000 
A by B -0,4701 0,6962 -0,6752 0,5212 
A by C -0,6828 0,6962 -0,9807 0,3594 
A by D -0,7581 0,6962 -1,0889 0,3123 
B by C -2,6654 0,6962 -3,8286 0,0065 
B by D -0,5330 0,6962 -0,7655 0,4690 
C by D 0,8354 0,6962 1,2000 0,2692 
Surface topography 
Analysis of effect estimate shows that particle surface topography is affected by feed 
concentration, feed rate as well as damper register temperature (Tab. 4). All of the three 
factors are involved in two-way interactions. Due to the restricted size of this study no three-
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way interactions could be calculated. Normality, which is a prerequisite for the calculation of 
t- and thus p- values, could not be proved because of the limitation of surface topography to 5 
values. Therefore these t- and p-values weren’t calculated. Our results fit well with the theory 
that drying at low rates favours crystal growth at the expense of nucleation whereas for drying 
at high rates the opposite is true. As for example high damper register temperature and low 
feed rate result in high drying rates, small crystals at the particle surface (higher categories) 
are obtained. The influence of feed concentration on surface topography is not detectable but 
at low outlet temperatures (interaction of feed concentration and damper register 
temperature). Under such conditions the drying of a 20,0 % solution leads to particles of 
coarser crystalline surface (lower categories) than those dried from solutions of 15,0 %. 
Mannitol concentration may impact on crystallization behavior by altering drying kinetics due 
to different viscosity. 
Table 4. Effect estimate of process parameters on particle surface topography (parameters of 
influence are highlighted) 
Parameter Effect Standard error 
Mean/ intercept 3,87500 0,047246 
Curvature 0,25000 0,237797 
A (feed 
concentration) -0,25000 0,094491 
B (damper register 
temperature) 1,25000 0,094491 
C (feed rate) -1,25000 0,094491 
D (atomization 
rotation speed) 0,00000 0,094491 
A by B 0,25000 0,094491 
A by C -0,25000 0,094491 
A by D 0,00000 0,094491 
B by C 0,25000 0,094491 
B by D 0,00000 0,094491 
C by D 0,00000 0,094491 
All of the samples studied in the factorial design are of more or less spherical shape. Low 
drying temperatures led to the emergence of perfect spheres (Sample 2, Fig. 3). Products dried 
at intermediate temperatures showed a collapsed surface giving the particles a doughnut like 
appearance (Sample 10, Fig. 3). High temperatures led to spherical, shriveled particles 
(Sample 12, Fig. ). Particle shape was not influence by the feed concentration. 
Outlet temperature 
Three distinct groups of outlet temperatures could be observed: a high (96 °C - 98 °C), an 
intermediate (84 °C - 88 °C) and a low (74 °C - 75 °C) temperature group. As expected the 
outlet temperature depends significantly on the feed rate and the damper register temperature. 
An increase in feed rate leads to a decrease in outlet temperature and vice versa: the increase 
of damper register temperature causes higher outlet temperatures. Center experiments (o,o), 
experiments with high damper register temperature (+) and high feed (+) rate as well as 
experiments with low damper register temperature (-) and low feed rate (-) were all found to 
lie within the intermediate temperature category. 
The match of surface structure and outlet temperature (Fig. 4) reveals that outlet temperature, 
which is influenced by feed rate and damper register temperature, is an appropriate variable 
for the prediction of surface structure. However at low outlet temperatures feed concentration 
has to be additionally taken into account beside the outlet temperature. 
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Fig. 3. Sample2- particles of spherical shape (left), Sample10 - particles of a doughnut like 
appearance (middle), Sample12 – particles with shriveled surface (right) 
 
Conclusions 
This study demonstrates that spray drying mannitol at pilot scale allows the preparation of 
particles sufficiently large to be used as carrier in DPI formulations. Further it was shown that 
drying air outlet temperature is an appropriate parameter to adjust surface properties of spray 
dried D-mannitol. Low temperatures lead to rough surfaces whereas high temperatures cause 
smoother surfaces. At low outlet temperatures surface structure can further be modified by the 
variation of the feed concentration.  
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Fig. 4. Dependence droplet span on rotation speed (n = 3; mean ± 2 SD; feed temperature: 
23 °C) 
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Abstract 
Zweistoffdüsen mit innerer Mischung erzeugen bei vergleichsweise geringem Energieeintrag 
kleinere mittlerer Tropfenabmessungen im Gegensatz zu Düsen mit äußerer Mischung und 
vergleichbaren Düsenabmessungen. Wenn der Vordruck der Düse den kritischen Druck über-
steigt, stellt sich ein kritischer Massenstrom ein, der nicht mehr vom Umgebungsdruck ab-
hängt. Der kritische Massenstrom und der Druckverlauf innerhalb der Düse werden für unter-
schiedliche Betriebsparameter, wie Beladung und Flüssigkeitsstoffwerte erfasst und die Daten 
mit Modellrechnungen verglichen. Für den Einsatz eines homogenen Strömungsmodells, das 
gleiche Geschwindigkeiten der Phasen voraussetzt, zeigt sich eine positive Abweichung von 
über 40 % zwischen der berechneten und der gemessenen Beladung. Bessere Ergebnisse wer-
den unter Einbeziehung des Schlupfes, d.h. des Geschwindigkeitsunterschieds von Gas- und 
Flüssigphase erhalten.  
 
Einleitung 
Innenmischende Zweistoffdüsen werden für diverse Prozesse in der Industrie eingesetzt. Zur 
Auslegung und Dimensionierung sollen die Strömungsverhältnisse und die Druckprofile in 
den Düsen vorher gesagt werden. Häufig werden diese Düsen mit Vordrücken Δp > 1bar be-
trieben. Damit liegen die Betriebszustände im Bereich kritischer Strömungsverhältnisse, wo-
bei sich ein, der Beladung und dem Vordruck entsprechender, maximaler Massenstrom ein-
stellt.  
 
Zur Beschreibung der kritischen Zweiphasenströmung wurden bereits eine Vielzahl von Mo-
dellen entwickelt. Sie lassen sich in zwei Fälle einteilen. Zum Einen werden Strömungen ei-
ner Flüssigkeit mit einem Gas ohne Phasenübergang (wie Wasser-Luft Strömungen) betrach-
tet, zum Anderen gibt es Modelle für die Zweiphasenströmung einer Flüssigkeit und einer 
Dampfphase mit Phasenübergang. Hier werden die Modelle für Flüssig-Gas-Strömungen oh-
ne Phasenübergang herangezogen.  
 
Ein Überblick über diverse Modelle und deren Validierung wird in der Arbeit von Elias    
[Eli94] gegeben. Es zeigt sich, dass eine Vielzahl von Modellen die Messwerte, aus Versu-
chen mit neun Düsen unterschiedlicher Geometrie, nicht ausreichend widerspiegeln. Die Ar-
beit von Lörcher [Lör05] vergleicht die Ergebnisse des kritischen Massenstroms mehrerer 
Modelle mit gemessenen Daten an Düsen mit radialer Gaseinströmung. Die Modelle von 
Leung und Epstein [Leu90] und das Modell von Richter [Ric83] lieferten befriedigende Über-
einstimmungen. In der Arbeit von Moncalvo [Mon09] wird ein “Omega Parameter” nach 
Leung [Leu96] vorgestellt, der die Kompressibilität der Zweiphasenströmung beschreibt. Die 
Validierung ihrer Modellergebnisse zeigten relative gute Übereinstimmungen mit den expe-
rimentell ermittelten  Massenströmen. Eine Übersicht über verschiedene Schlupfmodelle, die 
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Geschwindigkeitsunterschiede der Phasen beschreiben, wird in der Arbeit von Trimble 
[Tri77] gegeben. 
 
Versuchsbeschreibung 
Der Versuchsaufbau dient zum Zerstäuben von Flüssigkeiten mit Druckluft mit einer innen-
mischenden Zweistoffdüse (vgl. Abb. 2). Das Spray strömt dabei in die Umgebungsatmosphä-
re mit p = pu. Das Gas wird über einen seitlichen Kanal in die Düse eingeleitet. Die Zugabe 
der Flüssigkeit erfolgt über eine Kapillare mit einem Durchmesser von 1,5 mm zentral in eine 
Mischkammer mit einem Innendurchmesser von 10 mm. Die axiale Position der Kapillare im 
Mischraum ist variabel. Die Düse erlaubt Variationen der Geometrieparameter, wie bspw. des 
Abstands zwischen Flüssigkeitsaustritt und verjüngtem Düsenkanal und ermöglicht, für wei-
terführende Versuche, den Einbau von Blenden am Ende der Mischkammer vor dem Düsen-
kanal. Bei den hier durchgeführten Versuchen wurden die Abstände mit 2 mm, 4 mm und      
6 mm eingestellt.  
 
Der experimentelle Versuchsaufbau ist in Abb. 1 dargestellt. Die eingesetzten Flüssigkeiten, 
Wasser und Glycerin-Wasser-Gemische in einem Viskositätsbereich von 1 bis 30 mPas, wer-
den in den Vorlagebehälter eingefüllt. Der Tank wird mit Druck beaufschlagt. Beim Öffnen 
des Ventils strömt die Flüssigkeit in die Düse. Das Gas wird über einen Gasdruckbehälter zur 
Verfügung gestellt. In beiden Zuläufen werden der Druck und der Massenstrom gemessen. 
Die betrachteten Parameter für den Gasvordruck liegen bei 0,4 bis 0,8 MPa. Der Flüssig-
keitsmassenstrom wird im Bereich von 50 bis 125 kg/h eingestellt. Der sich bei vorgegebe-
nem Flüssigkeitsmassenstrom einstellende Gasmassenstrom wird gemessen. 
 
Für die Aufnahme des Druckverlaufs entlang des Strömungswegs in der Düse, werden fünf 
Druckmesspunkte installiert, vergleiche Abb. 2. Durch die Aufnahme des Drucks am Anfang 
der Mischkammer p1 und des Drucks p5 unmittelbar vor dem Düsenaustritt kann das kritische 
Druckverhältnis für Bedingungen p5 > pu ermittelt werden. Die Messwerte werden mit existie-
renden Modellen verglichen und bewertet. 
 
Theoretische Betrachtung der Zweiphasenströmung 
Die existierenden Modelle für den kritischen Massenstrom einer zweiphasigen Strömung las-
sen sich in drei Gruppen einteilen. Die erste Gruppe sind die homogenen Modelle. Die Ge-
schwindigkeiten der einzelnen Phasen werden gleichgesetzt und es wird eine gleichmäßige 
Verteilung über den Rohrquerschnitt unterstellt. In der zweiten Gruppe weist die Strömung 
ungleiche Geschwindigkeiten beider Phasen auf. Die Gasphase strömt schneller durch die 
Düse als die Flüssigkeit. Bei der dritten Art von Modellbetrachtung zweier separater Strö-
mungen werden für die beiden Phasen die Erhaltungsgleichungen für Masse, Impuls und   
Energie getrennt betrachtet. Es wird der Impulsaustausch zwischen den Phasen und der indi-
viduellen Phasen mit den Rohrwandungen berücksichtigt. Innerhalb dieser Arbeit sollen ho-
mogenen Modelle sowie die Modelle mit Schlupf miteinander verglichen werden. 
 
Homogenes Modell für den kritischen Massenstrom der Zweistoffdüse 
Bei der Verwendung des homogenen Modells wird davon ausgegangen, dass der Geschwin-
digkeitsunterschied beider Phasen vernachlässigbar ist und die zwei Phasen zu einer theoreti-
schen Phase mit mittleren Stoffwerten zusammengefasst werden können. Verwendung findet 
das homogene Modell von Leung und Epstein [Leu90] für eine Zweiphasenströmung ohne 
Phasenübergang. Zur Herleitung wird eine Energiebilanz für die zusammengefasste Phase 
erstellt. Die Wandreibung wird nicht berücksichtigt. Die Zustandsänderungen innerhalb der 
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Düse werden als adiabat angenommen. Für den kritischen Massenfluss ergibt sich die Glei-
chung (1).  
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Für die Berechnung des kritischen Massenstroms nach Gleichung (1) ist es notwendig den 
kritischen Druckverlust an der Düse abzuschätzen. Hierfür existiert eine Vielzahl von Model-
len. In dieser Arbeit werden die Modelle von Churchill und Usagi [Chu72], Moncalvo 
[Mon09], Tangren [Tan49] und Muschelknautz [Mus94] betrachtet. Die Abschätzung des 
isentropen Exponenten erfolgt über Gleichung (2) nach Tangren [Tan49]. ( )
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Modelle mit Schlupf für den kritischen Massenstrom innerhalb der innenmischenden 
Zweistoffdüse 
Der kritische Massenstrom wird über die Geschwindigkeit am Düsenaustritt nach Chawla 
[Cha85] in Gleichung (3) berechnet. Die Herleitung erfolgt über die Betrachtung des Fort-
schritts von Druckwellen durch die zweiphasige Strömung mit Hilfe der Laplaceschen Glei-
chungen [Böc75]. 
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Nach Gleichung (4) kann das Volumenstromverhältnis am Düsenaustritt aus der Bilanz be-
rechnet werden, s. auch Lörcher [Lör05]. Der Schlupf s wird über Modelle von Moody 
[Moo65] oder Huq und Loth [Huq92] beschrieben oder mit einen konstanten Wert nach Lör-
cher [Lör05] angenommen. Für das kritische Druckverhältnis innerhalb der Zweistoffdüse 
werden die Modelle nach Churchill and Usagi [Chu72] und Tangren [Tan49] verwendet. 
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Ergebnisse und Diskussion 
Der Ruhedruck des Gases ist wegen der dort großen Querschnitte mit guter Näherung über p1 
gegeben. Der in der Düse festgelegte Druckmesspunkt p5 befindet sich nahe am Düsenaustritt. 
Daher kann der an dieser Stelle gemessene Druck für p5 > pu mit dem kritischen Druck am 
Düsenaustritt gleichgesetzt werden. Bei der Auftragung des Druckverhältnisses p5/p1 inner-
halb der Düse über die aufgegebenen Beladungen in Abb. 3 ist ein Anstieg bei höheren Bela-
dungen zu beobachten. Zusätzlich fällt auf, dass bei höheren Viskositäten das Druckverhältnis 
ebenfalls ansteigt. Eine mögliche Ursache ist die unvollkommene Durchmischung der zwei 
Phasen innerhalb der Düse. Der Vergleich der Modellwerte mit den gemessenen Werten in 
Abb. 4 zeigt, dass die etablierten Modelle für das kritische Druckverhältnis keine ausreichen-
de Beschreibung für höher viskose Flüssigkeiten erlauben.  
 
Die gemessenen Massenströme an Gas für die Düse ohne Einbauten werden mit den nach 
unterschiedlichen Modellen berechneten Werten verglichen. Es hat sich herausgestellt, dass 
die Abstände der Kapillaröffnung von der Verjüngungsstelle keinen Einfluss auf die Mess-
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werte hatte. Die Berechnung des Massenstroms an Gas mit dem homogenen Modell nach 
Leung und Epstein [Leu90] zeigt kaum Unterschiede in den Ergebnissen bei Variation des 
Modells für das Druckverhältnis. In Abb. 5 sind repräsentativ Ergebnisse unter Verwendung 
des Druckverhältnisses nach Churchill and Usagi [Chu72] und nach Tangren [Tan49] aufge-
tragen. Für beide Druckverhältnisse zeigen die Modelle positive Abweichungen von über     
40 % gegenüber den gemessenen Beladungen. Somit liegt der berechnete Gasmassenstrom 
unterhalb des gemessenen. 
 
Im ersten Schritt wurde die Berechnung nach Chawla ohne Schlupf [Cha85] ausgeführt. Die 
Ergebnisse sind in Abb. 6 dargestellt. Die Abweichungen zwischen gemessenen und berech-
neten Werten liegen im Bereich von 40 %. Ohne Berücksichtigung des Schlupfes kommt es 
bei Verwendung des Modells nach Chawla [Cha85] und nach Leung und Epstein [Leu90] zu 
ähnlichen positiven Abweichungen der Modellwerte bezogen auf die gemessenen Beladun-
gen. Durch Einsatz des Schlupffaktors in die Rechnung kommt es zur Erhöhung des berech-
neten Gasmassenstroms. Unter Verwendung des Modells von Moody [Moo65] liegt die Ab-
weichung zwischen berechneten und gemessenen Gasmassenströmen im Bereich von +80 % 
bis +240 %. Die Ergebnisse des Modells von Huq und Luth [Huq92] weichen von +60 % bis 
+270 % ab. In Abb. 7 ist der Schlupf vg/vl auf zwei festgesetzt. Die Übereinstimmung für die 
Beladung ist besser als bei Modellen ohne Schlupf.  
 
Zur Bestimmung eines angepassten Schlupffaktors der berechneten an die gemessenen Werte, 
sind in Abb. 8 die für die gemessen Massenströme berechneten Schlupffaktoren über die Be-
ladungen aufgetragen. Es zeigt sich, dass der Schlupf bei höheren Beladungen und ansteigen-
den Viskositäten zunimmt. Der Verlauf ist vergleichbar mit der Betrachtung des Druckver-
hältnisses in Abb. 3. Die reduzierte Vermischung innerhalb der Düse bei hohen Beladungen 
und hohen Viskositäten muss daher für die Berechnung des kritischen Druckverhältnisses und 
des Schlupffaktors berücksichtigt werden. Zudem ist ein deutlicher Einfluss der Düsengeo-
metrie zu erwarten. 
 
Zusammenfassung und Bewertung 
Bei der Betrachtung der Modelle, die auf der Annahme der gleichen Geschwindigkeit der 
einzelnen Phasen beruhen, zeigen sich deutliche Abweichungen von berechneten zu gemesse-
nen Beladungen. Für die Berechnung des kritischen Massenstroms mit Hilfe des Modells 
nach Chawla [Cha85] und der zusätzlichen Berücksichtigung eines festen Schlupfes zeigt sich 
eine gute Übereinstimmung der berechneten und gemessenen Massenströme. Der Einfluss der 
Viskosität und der Beladung auf den kritischen Druckverlust und den Schlupf soll in weiter-
führenden Arbeiten mit verschiedenen Geometrien näher untersucht werden. 
 
Nomenklatur 
  p Druck [kg•m-1•s-2] 
  s Schlupf, Geschwindigkeit der Gasphase bezogen auf die Geschwindigkeit der Flüssig-
phase [-] 
 T Temperatur [K] 
 v Geschwindigkeit [m•s-1] 
 x Massenstromanteil, Massestrom an Gas bezogen auf den Gesamtmassenstrom [-] 
 ρ  Dichte [kg•m-3] 
 κ  Isentropen Exponent  [-] 
 α  Volumenstromanteil, Gasvolumenstrom bezogen auf den Gesamtvolumenstrom [-] 
 μ  Beladung, Massenstrom an Flüssigkeit bezogen auf den Massenstrom an Gas [-] 
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Index 
g Gas 
l Flüssigkeit 
0 Bedingungen am Düseneintritt 
c Kritische Bedingungen am Düsenaustritt 
u Umgebungsbedingung 
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Abb. 1: Versuchsaufbau 
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Abb. 2: Innenmischende Zweistoffdüse 
mit Druckmesspunkten  
 
 
Abb. 3: Auftragung der gemessenen 
Druckverhältnisse innerhalb der Düse über 
die aufgegebene Beladung 
 
 
 
Abb. 4: Betrachtung der berechneten 
Druckverhältnisse gegen die Messwerte beim 
Einsatz des Glycerin-Wasser-Gemisches mit 
einer Viskosität von 30 mPas 
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Abb. 5: Vergleich der nach Leung und Epstein [Leu90] berechneten Beladungen mit den ge-
messenen Beladungen,  
a) Berechnung der Druckverhältnisse nach Churchil und Usagi [Chu72],  
b) Berechnung der Druckverhältnisse nach Tangren [Tan49] 
 
 
 
Abb. 6: Vergleich der nach Chawla [Cha85] ohne Schlupf berechneten Beladungen mit den 
gemessenen Beladungen, 
a) Berechnung der Druckverhältnisse nach Churchill und Usagi [Chu72],  
b) Berechnung der Druckverhältnisse nach Tangren [Tan49] 
 
 
   b) a) 
a) b) 
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Abb. 7: Vergleich der nach Chawla [Cha85] mit einem Schlupf von zwei [Lör05] berechne-
ten Beladungen mit den gemessenen Beladungen,  
a) Berechnung der Druckverhältnisse nach Churchill und Usagi [Chu72],  
b) Berechnung der Druckverhältnisse nach Tangren [Tan49] 
 
 
 
Abb. 8: Berechneter Schlupf über Variation der Viskosität der Flüssigkeit und der Bela-
dung (Druckverhältnis berechnet nach Churchill und Usagi [Chu72]) 
 
 
a) b) 
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Abstract 
In Spray drying, narrow distributed particles can be achieved by rotary atomizers operating in 
the regime of laminar thread formation. However, the droplet- and thus the particle-size-
distribution (PSD) is not as narrow as expected from experiments on the breakup of laminar 
threads under gravity conditions. In contradiction to the gravity case, the threads in laminar 
rotary atomization are extended due to the relative momentum at the discharge points of 
thread elements. Increased relative velocity of the ambient gas normal to the axis of the 
threads due to a higher circumferential speed of the wheel causes broader PSDs and larger 
mean droplet sizes. Consequences for the design of atomizer wheels and drying-gas-
distributors are discussed. 
 
Introduction 
The industrial production of powders and granules from liquid feeds is often performed via 
spray drying. The spray formation and therefore the atomization method is a key process for 
optimum product quality and process efficiency. The particle drying process out of droplets is 
influenced by the droplet-size-distribution (PSD) in a complex manner, due to different 
motion paths of different droplet sizes inside the spray dryer and due to the different drying 
behavior of initially different sized droplets. However, it can be assumed that particles of 
homogenous quality, i.e. with a narrow particle-size-distribution can be achieved by drying a 
narrow distributed spray. Often liquids with complex rheologies as suspensions with a 
tendency to plugging or scaling of common atomizers have to be atomized. A proper method 
for the production of narrow distributed sprays is the laminar rotary atomization, (e.g. NIRO 
NARROWSPANTM). Laminar operating rotary atomizers distribute the liquid feed into 
multiple laminar open-channel-flows [ScrWa98]. After detachment from the atomizer the 
liquid forms thin threads, subsequently being extended by centrifugal acceleration. The 
attenuated threads break up to droplets due to instabilities caused by surface tension 
(Rayleigh-Breakup). The intended breakup-mode leads to narrow distributed droplets and 
thus to a narrow particle-size-distribution of dried products as a consequence. The breakup of 
attenuated threads leads to small droplet diameters (d50,3) compared to the thread detachment 
diameter (DF0). Small particle diameters can be achieved even by atomizers with large bores, 
which improves the processability of liquids with a tendency to plugging. High throughput 
atomizers with multiple stages of bores have also been approved [WaScaWi2008]. 
A still remaining issue is the droplet size distribution, being still not that uniform as expected 
from experiments on liquid capillary breakup at single nozzles in a stagnant gas environment. 
Span values of 0.5 can be achieved under these conditions. 
 
 
3,50
3,103,90
d
dd
span
−=  (1)
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The current research focuses on the interaction between the liquid threads and the ambient 
gas, which is supposed to be one reason for a non ideal breakup mode and thus for a wider 
droplet size distribution [WoSiDPK2004]. At high gas-relative-velocities increasing span-
values have been found with increasing gas-relative-velocities due to secondary breakup 
phenomena [WaScaWi2008, NgSaS2008]. However, the gas-relative-velocity in spray drying 
application of laminar rotary atomization is comparatively moderate and the criteria for 
secondary breakup of droplets are not reached in most cases. 
However, in spray drying applications the distribution of the drying gas is often performed 
close to the atomizer. The laminar threads are therefore exposed to a gas crossflow more or 
less normal to their axes (Fig. 1). 
 
product
liquid feed
hot gas supply
 
Fig. 1. Gas-liquid-interaction in spray drying applications of laminar operating atomizers 
 
The threads are also subject to the relative movement to the ambient gas in the atomization 
plane due to their pathway through the gas. This effect is superimposed by a co-rotating layer 
of the ambient gas reducing the gas-relative-velocity close to the atomizer wheel. The value of 
the gas-relative-velocity in the atomization plane is in the range of the atomizer 
circumferential speed (Rω). Considering the additional drying gas supply in spray drying 
applications, the liquid threads are undergoing a remarkable multidirectional relative-
movement to the ambient gas. Even in the range of moderate gas-relative-velocities to the 
threads, this leads to visible non axis-symmetric disturbances of the threads (first wind 
induced breakup regime, Fig. 2). 
 
  
Fig. 2. First wind induced breakup due to higher circumferential speed of the atomizer wheel. Left: undisturbed 
breakup. Right: Wind induced breakup and breakup to ligaments.  
Though the gas-relative-velocity is moderate, the originally axis-symmetric sinusoidal 
breakup is transformed in to an anti-symmetric breakup of the threads [Lef89]. This is 
supposed to cause a more stochastic breakup mechanism and to encourage coalescence of 
drops and threads as well as ligament formation. These gas-induced effects are therefore 
supposed to finally cause a wider droplet size distribution. 
The gas liquid interaction influences not just the width of the PSD, but also the mean droplet 
size of the spray. In laminar rotary atomization the mean droplet size generally decreases with 
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higher circumferential speeds of the atomizer wheel due to a higher acceleration, extending 
and attenuating the threads. At high gas-relative-velocities secondary breakup may occur to 
the droplets, decreasing their mean size subsequently [WaScaWi2008, NgSaS2008]. 
However, experiments on laminar rotary atomization without any additional air supply were 
carried out [Ko2003]. Different wheel diameters allowed for changing the circumferential 
speed of the atomizer wheel, while keeping the thread extending acceleration constant. 
Increasing droplet diameters were found with increasing gas-relative-velocities in the 
considered range of low relative velocities. Additional disturbances were assumed to cause a 
premature breakup of less extended, respectively of less attenuated threads leading to larger 
droplets. Kitamura and Takahashi investigated the breakup length for gravity driven threads 
under gas-crossflow [KiTa76]. Decreased breakup lengths were found with increased gas-
relative-velocities supporting this theory. 
The general scope of our research therefore is to assemble an optimized spray drying process 
based on laminar rotary atomization with an optimized gas-liquid interaction. Especially more 
narrowly PSDs should be obtained and furthermore the mean droplet size should be 
decreased. Therefore the gas-liquid interaction during rotary atomization is investigated. 
Experiments with different gas-relative-velocities were carried out. Different circumferential 
speeds, liquid feed rates and liquid properties were chosen. For a comparison, similarity-
experiments on the gravity driven breakup of extended threads undergoing an air flux 
normally to their axes were also carried out. Detailed information on droplet sizes and 
breakup lengths are gained photographically due to the excellent optical accessibility of the 
experimental setup. The breakup of stretched threads can be described by nondimensional 
numbers. Parameters influencing the the drop formation are the volumetric flow rate of the 
liquid feed (V& ), the liquid properties such as density (ρl), dynamic viscosity (μ), surface 
tension (σ) and the gas density (ρg). Further the thread extending acceleration (a) and the 
relative velocity between the liquid threads and the gas (vrel) are key parameters for the 
breakup process. In the case of thread breakup under gravity conditions and in a stagnant air 
environment the non-dimensional droplet diameter (d*) can be estimated from 
 
 25,0** Vd ∝  (2)
 
The non-dimensional droplet diameter is defined as the ratio of drop size to the capillary 
length: 
 
 5,0
3,50
* ⎟⎠
⎞⎜⎝
⎛= σ
ρ a
dd l  (3)
 
The non-dimensional volumetric flow rate (V*) is a combination of the common Weber-
number (We) and the Bond-number (Bo): 
 
 25,0
5
53
5,075,0*
4 ⎟⎟⎠
⎞
⎜⎜⎝
⎛= σ
ρπ laVWeBo=V & (4)
 
The Weber-number consists of the thread detachment diameter (DF0, ≡ nozzle diameter), the 
detachment velocity (v) and is defined as: 
 
 
σ
ρ F0l DvWe
2
=  (5)
 
The Bond number is given by: 
 
σ
ρ aD
Bo lF0
2
=  (6)
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Compare also [Scn2002]. The breakup of stretched liquid threads was found to be practically 
independent of the nozzle diameter (compare eq. 2). In the case of laminar rotary atomization 
the non-dimensional droplet diameter (d*), respectively the non-dimensional breakup 
length (L*) is described as depending on the non-dimensional volumetric flow (V*) and the 
non-dimensional viscosity (μ*). According to the non-dimensional droplet diameter the non-
dimensional breakup length is defined as: 
 
 5,0* ⎟⎠
⎞⎜⎝
⎛= σ
ρ a
LL l  (7)
 
The non-dimensional viscosity is given by: 
 
 25,0
3* ⎟⎟⎠
⎞
⎜⎜⎝
⎛= ρσμμ
a  (8)
 
A gas-Weber-number (Weg) scales the gas influence on the breakup process.  
 
σ
Dρv
We F0g
2
rel
g =  (9)
 
In order to obtain similitude to the laminar rotary atomization, the experiments under gravity 
conditions are carried out in a range of considerable extension (4 < Bo < 30) and moderate 
relative velocities of the threads to the ambient gas (0.1 < Weg < 6). If no additional forces are 
considered after their detachment the thread extending acceleration is given by (a = g) under 
gravity conditions. In rotary atomization the thread extending acceleration can be estimated 
from (a = Rω²). In the case of rotary atomization and due to the intended open channel flow, 
the diameter of the detaching thread (DF0) can be estimated from:  
 5,0
,0
4
⎟⎟⎠
⎞
⎜⎜⎝
⎛=
v
VD rF π
&
 (10)
 
Considering the low flowrates inside the bores and assuming a small hydraulic diameter of the 
liquid flow (δh) compared to the diameter of the bores, the mean flow velocity (v) of the open 
channel flow is given by: 
 
 
μ
δρα
3
)cos( 2hlav =  (11)
 
The hydraulic diameter can be estimated from: 
 
 
7
2
5,0)cos(
96,0 ⎟⎟⎠
⎞
⎜⎜⎝
⎛=
borel
h Ra
V
ρα
μδ &  (12)
 
Compare also [ScrWa98]. 
 
Materials and Methods 
The experimental setup consists of two test rigs. The similarity-experiments under gravity 
conditions are carried out with a PMMA-channel (height: 1000 mm, length: 1500 mm, width: 
150 mm). A powerful fan allows for conveying the environmental air through the channel. At 
the top of the setup, three nozzles can be placed with nozzle inner diameters (D) from 6 mm 
to 14 mm, producing threads with diameters (DF0) close to the nozzle diameter. High 
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resolution photographs are taken in order to gain information about the PSD and thread 
breakup lengths (Fig. 3). 
 
 
Fig. 3. Similarity-experiments under gravity conditions. Increasing gas-relative-velocities lead to non axis-
symmetric disturbances of the thread breakup (water). V* = 0.00225, V* = 8, Bo = 19,5, left: Weg = 0,5, center: 
Weg = 1, right: Weg = 2  
The second test rig was built to investigate the sensitivity of the liquid threads to the ambient 
gas at laminar operating rotary atomizers (Fig. 4 and Fig. 5). It consists of the atomizer wheel 
with 60 bores, inclined to the radial direction by 45°. High throughputs in the range of laminar 
jetting can be achieved (1<V*<30). In order to independently move the environmental air 
close to the atomizer, transparent and separately driven discs are placed below and above the 
atomizer wheel. This setup allows for controlling the relative velocity of the ambient gas to 
the liquid threads. The zone of droplet formation is observed through the transparent discs and 
high resolution photographs are taken in order to measure the breakup lengths of the threads. 
Laser diffraction analysis is used for characterization of the PSD. 
 
 
Fig. 4.  Sketch of the test rig for the investigation of the gaseous influences on the laminar rotary atomization. 
 
 
Fig. 5. Photograph of the test rig. Left: Atomizer and mounted transparent discs. Right: Drive for the separate 
actuation of the discs. 
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Results 
Experiments on the gravity driven thread breakup under air-crossflow were carried out. The 
gas-Weber-number was kept in the range of 0.1 to 4 in order to achieve similitude to the 
laminar rotary atomization. First results about the breakup lengths and droplet sizes confirm 
their sensitivity to the gas-relative-velocity to the threads (Fig. 3). 
Under gravity conditions the non-dimensional breakup length (LZ*) was found to decrease 
with increasing gas-Weber-numbers (Fig. 6, compare also [KiTa76]). 
 
10
100
1000
0.1 1 10
V* = 2, Bo = 4,8 V* = 8, Bo = 4,8
V* = 2, Bo = 19,5 V* = 8, Bo = 19,5
σ
ρDvWe gF02relg ⋅⋅=
 
Fig. 6. Decreasing breakup lengths due to higher gas-relative-velocities 
 
Due to premature breakup of less stretched threads (decreasing breakup length) the non-
dimensional droplet diameter (d*) was found to increase with increasing gas-Weber-numbers 
(Fig. 7). 
1
10
0.1 1 10
V* = 2, Bo = 4,8 V* = 8, Bo = 4,8
V* = 2, Bo = 19,5 V* = 8, Bo = 19,5
σ
ρDvWe gF02relg ⋅⋅=
 
Fig. 7. Increasing droplet sizes due to the breakup of less stretched threads. Shorter breakup lengths lead to larger 
droplets. 
 
Significantly increasing span-values were found with increasing gas-Weber-numbers due to a 
more stochastical drop formation (Fig. 8, compare Fig. 3). 
 
0,2
1
0,1 1 10
V* = 2, Bo = 4,8 V* = 8, Bo = 4,8
V* = 2, Bo = 19,5 V* = 8, Bo = 19,5
σ
ρDvWe gF02relg ⋅⋅=
 
Fig. 8. Increasing droplet span at higher gas-Weber-numbers due to wind induced breakup 
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Summary and Outloook 
The droplet formation from laminar threads under gravity conditions was found to be 
sensitive to the gas-relative-velocity. The experiments were carried out covering a range of 
characteristic π-numbers corresponding to the laminar rotary atomization. The tendency to 
increased droplet sizes with increased low gas-Weber-numbers formerly observed at rotary 
atomizers [Ko2003] was found to be correct under gravity conditions as well. Further the span 
was found to also increase according to the mean droplet size in the considered range of gas-
Weber numbers. 
Assuming similar mechanisms of drop formation for the laminar rotary atomization and for 
the thread breakup under gravity conditions, the gas-liquid-interaction in laminar rotary 
atomization is a key parameter for the performance of spray drying applications containing 
laminar rotary atomizers. Controlling the gas-liquid interaction may allow for decreasing non 
axis-symmetric disturbances and thus for reducing the mean droplet size and the span of the 
spray and the subsequently dried particles. 
Further studies under gravity conditions will be carried out as well as on the laminar rotary 
atomization. The experiments on different gas-relative-velocities at constant circumferential 
speeds of the atomizer wheel will allow for a general comparison of the breakup process in 
laminar rotary atomization and under gravity conditions even at higher gas We-numbers. 
The experimental results achieved will be used for the development of optimized atomizer 
wheels and drying-gas distributors. These should allow for a decreased interaction of the 
liquid threads to the ambient gas. More narrowly PSDs and lower particle mean droplet sizes 
can be expected from the optimized atomization process. Drying experiments with aqueous 
solutions and suspensions (silicic acid) will be carried out in a pilot scale spray dryer. 
 
Symbols 
a acceleration     m·s-2 
d50,3 mean drop diameter (vol.)   m 
D nozzle diameter    m 
L breakup length    m 
R radius of the rotary atomizer   m 
t time      s 
v velocity     m s-1 
V&  volumetric flow rate     m³ s-1 
 
Greek letters 
α inclination angle of the atomizer bores ° 
δh hydraulic diameter     m 
ρ density      kg·m-3 
μ viscosity     Pa s 
σ surface tension    N m-1 
ω angular velocity    s-1 
 
Subscripts 
0 timestep zero 
F0 detachment-point 
g gas 
l liquid 
rel relative 
r rotary atomization 
t along the thread axis 
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Abstract
In the framework of further development of our FEATFLOW based in-house simulation tools we
have achieved improvements on the solver level such that reasonably large jumps of physical quan-
tities can be tackled without causing serious convergence problems. The underlying cell-averaging
technique of physical properties plays a key role in the design of the embedded linear multigrid driver
in order to suppress numerical oscillations in the solution process. The Level Set method – serving
as our interface capturing method – has been successfully enriched with a robust hyperbolic PDE
based reinitialization technique in order to keep the Level Set indicator function smooth and close to
a distance function. Furthermore, taking advantage of a Discontinuous Galerkin FEM approach for
the Level Set equation offers at one hand the possibility of reduction of the computational domain
only to the subset of elements located in the vicinity of the interface thus reducing the computa-
tional costs, and on the other hand no smoothing of the discontinuous sign function is required.
The mentioned treatments have been realized according to the so called fictitious boundary method.
Initially, the newly designed simulation tool has been subjected to validation against experimental
results in case of moderate operating conditions. Subsequently, more realistic nozzle configurations
and more dramatic operating conditions have been analyzed. Finally, the influence of geometry
and inflow modulation on the achieved droplet sizes and droplet generation frequencies has been
investigated.
1. INTRODUCTION
Multiphase flow problems are very important in many applications,
and performing accurate, robust and efficient numerical simula-
tions of them has been the object of numerous research and simu-
lation projects for many years. One of the main challenges for the
underlying numerical merhods is that the position of the moving
interface between two fluids is unknown and part of the boundary
value problem which should be solved. If we assume a domain Ω
with two immiscible fluids, then the time dependent subdomains
Ω1(t) and Ω2(t) are bounded by an external boundary Σ and a
dynamic interior boundary or interface Γ(t) which might consist
of several components.
1
Ω
Ω
Ω
Σ
Γ
2
2
Complete domain Ω.
The usual model for laminar fluids is described by the incompressible Navier-Stokes equations
ρ(x)
[
∂u
∂t
+ u · ∇u
]
−∇ · (µ(x)[∇u + (∇u)T ]) + ∇p = ρ(x)g + fΓ(σ), (1)
∇ · u = 0 in Ω = Ω1 ∪ Γ ∪ Ω2, (2)
which contain an additional force term fΓ(σ) due to the surface tension σ at the free interface
Γ. Here, the density ρ as well as the viscosity µ are variable and discontinuous, that is
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ρ(x, t) =
{
ρ1, ∀ x ∈ Ω1(t)
ρ2, ∀ x ∈ Ω2(t)
, µ(x, t) =
{
µ1, ∀ x ∈ Ω1(t)
µ2, ∀ x ∈ Ω2(t)
(3)
which significantly influences the continuous velocity u as well as the pressure p.
This contribution describes the implementation and application of a new Level Set approach
in the framework of the Finite Element Method (FEM). For this reason the open-source CFD
package FeatFlow was utilized and extended with the corresponding newly created Level Set
module. The main advantages of the used CFD package are as follows:
• Parallelization based on domain decomposition
• High order FEM discretization schemes in space and time
• Use of unstructured meshes with adaptive grid deformation
• Highly efficient Newton-Multigrid solvers
• Flux correction and Edge-oriented stabilization techniques
The discretization of the arising equations in space is performed by an unstructured grid
finite element method. The incompressible Navier-Stokes equations are discretized using the
Q2/Q1 element pair, whereas the Discontinuous Galerkin FEM using P1 elements is employed
for the Level Set equation. After an implicit time discretization by the Crank-Nicolson method,
the Navier-Stokes equations, the Level Set advection equation and the reinitialization equation
are solved in an operator splitting approach via the Dicrete Projection Method [12, 13].
2. MATHEMATICAL MODEL
In the current work the location of the free interface Γ is captured by means of the Level Set
approach which represents the interface as a zero isosurface of a continuous indicator function
φ and its distribution in the complete domain Ω can then be calculated via the following scalar
transport equation:
∂φ
∂t
+ u · ∇φ = 0 (4)
Since φ approximates a distance function it is smooth and it allows the calculation of the
globally defined normal vector n towards the interface Γ and of the corresponding curvature via
n =
∇φ
|∇φ|
, κ = −∇ · n = −∇ ·
(
∇φ
|∇φ|
)
. (5)
Here, special FEM techniques for gradient recovery can be used which allow highly accurate
approximations of normals and curvature which are necessary for the direct evaluation of the
surface tension force fΓ = κσδ(φ)n, with δ(φ) denoting the corresponding Dirac Delta function.
Then, the development and implementation of a typical Level Set approach consists of per-
forming the following sequence of tasks:
• Discretization of the Level Set transport problem (4) (and (7)).
• Reinitialisation of the Level Set function (for instance via solution of the Eikonal equation).
• Calculation of normal vector fields and curvature based on φ.
• Evaluation of the discontinous fluid parameters ρ(φ), µ(φ), and fΓ based on the recon-
structed position of Γ.
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Beside many numerical advantages, probably the biggest disadvantage of the Level Set ap-
proach is the fact that during the advection step (4) the distance approximation of φ is lost. For-
mally this means that performing (4) for one timestep returns φ˜ which does provide the correct
location of the interphase but since it does not approximate the distance its distribution needs to
be reinitialized. This is especially crucial due to (5) so that the reconstruction of normals and cur-
vature is exact at least near the interface Γ. Since direct reinitialisation φi := sign(φ˜i)dist(xi, Γ)
is very expensive, one way to do the corresponding corrections is to solve the so-called Eikonal
equation |∇φ| = 1 with boundary conditions φ = 0 on Γ = {x ∈ Ω | φ˜(x) = 0}. Typical meth-
ods are based on fast sweeping or fast marching, while another approach is based on pseudo-
timestepping for the following nonlinear PDE:
∂φ
∂τ
= sign(φ˜)(1 − |∇φ|), φ|τ=0 = φ˜. (6)
Corresponding numerical approaches often exploit that this problem can be written as a
(nonlinear) transport equation:
∂φ
∂τ
+ w · ∇φ = sign(φ˜), with w = sign(φ˜)
∇φ
|∇φ|
. (7)
By stability reasons, the sign function is typically replaced by a smooth approximation which
may lead to loss of accuray and shift of the free interface. In the framework of Finite Elements
with discontinuous Galerkin dG(1) elements, the interface local projection of Parolini [3] helps
which combines the advantages of direct and PDE-based reinitialisation. Then, the correction
of φ˜ consists of 3 steps:
1. In mesh cells which contain the free boundary Γ, an exact reconstruction via (piecewise
constant) gradient is applied.
2. Use a L2 projection to obtain the best approximation of φ near Γ.
3. Outside of the ‘surface domain’ Ωint, solve equation (7) with using the already calculated
values of φ at the boundary of Ωint as Dirichlet boundary conditions.
In case of more detailed description of the utilized numerical methods and algorithms we
refer to our paper [15].
3. NUMERICAL SIMULATIONS
3..1. Benchmarking
The experimental setup involved a two phase problem consisting of glucose-water mixture (as
continuous phase) and silicon oil (as dispersed phase). The measurements were restricted to
the so called dripping mode. This mode is characterized by relatively low volumetric flowrates
and by the fact that the droplets are generated in the near vicinity of the capillary so that the
stream lenght is on the order of the generated droplets. Since the temperature was kept at a
constant value during the whole experiment all physical properties of the present phases were
constant. The experimental measurements were realized (by the group of Prof. Walzel, BCI, TU
Dortmund) to obtain statistically averaged quantities such as droplet size, droplet generation
frequency and stream length. These experimentally measured quantities were compared with
our subsequent simulation results.
The basic units used to define the derived quantities are the following ones:
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[length] = dm,
[time] = s,
[mass] = kg
The list of physical quantities is as follows:
gz = −9.81 m s
−2 = −98.1 dm s−2
σ = 0.034 N m−1 = 0.034 kg s−2
ρC = 1340 kg m
−3 = 1.34 kg dm−3
ρD = 970 kg m
−3 = 0.97 kg dm−3
µ = µC = µD = 500 mPa s = 0.050 kg dm s
−1 Sketch of the benchmark domain
The list of geometrical parameters is as follows:
[domain size] = [−0.15 : 0.15] x [−0.15 : 0.15] x [0.0 : 1.2] dm3
[inner capillary radius] = R1 = 0.015 dm
[outer capillary radius] = R2 = 0.030 dm
[primary phase inflow radius] = R3 = 0.15 dm
The bounday conditions imposed on the inflow velocity are the following:
w =


a2(R1 − r)(R1 + r) if 0 < r < R1 (Dispersed phase)
a1(R3 − r)(r −R2) if R2 < r < R3 (Continuous phase)
0 otherwise
The parameters a1 and a2 were defined to achieve the required volumetric flowrates:
V˙C =
∫ R3
R2
(
2pira1(R3 − r)(r −R2)
)
dr = −2pia1
[
r4
4
− (R2 + R3)
r3
3
+ R2R3
r2
2
]R3
R2
=
=
pia1
6
(R2 + R3)(R3 −R2)
3.
V˙D =
∫ R1
0
(
2pira2(R1 − r)(R1 + r)
)
dr = 2pia2
[
R21r
2
2
−
r4
4
]R1
0
=
pia2
2
R41.
The volumetric flowrates for the simulations were set to:
V˙1 = 99.04 ml min
−1 = 99.04 cm3 min−1 = 99.04
10−3dm3
60s
= 1.65 10−3 dm3s−1,
V˙2 = 3.64 ml min
−1 = 3.64 cm3 min−1 = 3.64
10−3dm3
60s
= 6.07 10−5 dm3s−1,
which is guaranteed by setting a1 = 10.14 dm
−1 s−1 and a2 = 763.7 dm
−1 s−1.
The resulting process leads to a pseudo-steady state, where the droplet separation hap-
pens according to the so called dripping mode. The frequency of the given mode is f =
0.60 Hz (cca 0.58 Hzexp), which produces droplets of size d = 0.058 dm (cca 0.062 dmexp).
The maximum stream length during the process is L = 0.102 dm (cca 0.122 dmexp). The snap-
shots of one full droplet generation compared with experimental measurements are given in the
following figures (see Fig. 1). The time evolution of the volume of the secondary phase is given
in Fig. 2. As it can be seen from the figure the slope of the increasement of the volume of the
dispersed phase follows the theoretically expected trend in a reasonable way.
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Figure 1: Sequence of one droplet separation compared with experimental measurement.
Figure 2: Evolution of the volume of the secondary phase. Theoretical lines are characterized
by the slope q = 6.07 10−5 dm3s−1.
3..2. Jetting simulations
According to experimental observations, increasing the flowrates of the present phases from the
previously described dripping mode gradually changes the behavior of the process to the so
called jetting mode which is characterized by an elongated (more or less) stable stream of the
dispersed phase. This behavior establishes the basis for further validation of our multiphase
flow solver. The flowrates of the individual phases are listed in Tab. 1. The experimentally
measured and computationally predicted droplet sizes and stream lengths are plotted in Fig 3.
As it can be seen from the graphs the correlation of measurements and simulations is stronger for
smaller flowrates but remains in a reasonable range for higher flowrates as well. Regarding the
results obtained for high flowrates we have to be aware of the fact that the process becomes very
sensitive (experimentally proved by increased standard deviation of the monitored quantities).
Now, if taking into account that our current results may not be mesh independent, one could
expect even better prediction qualities with an increased resolution of the mesh.
Table 1: Flowrates of the continuous and dispersed phases for the jetting configuration.
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Figure 3: Comparison of simulated and experimentally measured droplet sizes and stream
lengths for different flowrates.
3..3. Nozzle simulations
The 3D nozzle simulations have been performed in order to gain a better understanding of
the influence of time dependent boundary conditions from the process control point of view.
According to our simulation results transient boundary conditions offer more flexibility in the
achievement of a wider range of droplet sizes than imposing constant operation conditions.
The idea to manipulate the operation conditions of the process is based on the fact that in
case of monodisperse droplet generation the volumetric flowrate of the dispersed phase V˙D is
proportional to the generated droplet volume Vdroplet:
V˙D = fVdroplet, (8)
where f is the droplet generation frequency. The difference between imposing constant and
time dependent operation condition is the fact, that in case of the transient one the frequency
of the process is influenceable (at least in a certain range) by the frequency of the transient
operation condition. Once we have control of the process frequency (i.e. droplet generation
frequency), the droplet size adapts according to (8). In the current work we focused on periodic
regulation of the flowrate of the dispersed phase. The material properties of the assumed phases
were similar to the ones described in the benchmark configuration only with the difference of
an increased density ratio on the order of 1:3. In Fig. 4 we present two typical configurations
of monodisperse droplet generation in a nozzle-like geometry with periodic flowrate regulation
Figure 4: Snapshots of two sequences of droplet generations for differently regulated operation
conditions.
Seite 227 von 316
of the dispersed phase. The only difference between the two simulations is a 50% difference in
the flowrate of the dispersed phase. Since, the frequencies of the imposed flowrates were set
the same (and equal to the droplet generation frequency) the resulting droplet volumes differ in
50% as well. In contrast to these results, it is also possible to operate the two considered cases
with constant flowrates, but due to the selfadapted frequencies of the two processes a different
ratio of characteristic droplet sizes might be achieved.
4. CONCLUSIONS
In this contribution, we have shown that the realization of a new FEM-Level Set approach
in the framework of Discontinuous Galerkin Finite Elements together with special PDE based
reinitialization techniques leads to very efficient simulation tools for modelling multiphase flow
problems. The implemented parallel 3D multiphase flow solver has been validated in the case
of moderate flow conditions (dripping mode) w.r.t. experimental measurements with quite
satisfying agreement. In a next step, the application of the CFD solver has been extended
to more complex flow conditions (jetting mode), and the achieved results have been compared
with data measured by experiments. Finally, numerical simulations involving complex nozzle
geometries have been carried out in order to reveal the possibilities of regulation of the resulting
droplet sizes and frequencies by means of periodic flow rate modulations of the dispersed phase.
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1. Einleitung 
 
Bei der Brennverfahrensentwicklung an einem Motorprüfstand ist es von Bedeutung, dass die 
Sprayausbreitung und Gemischbildung dem Entwicklungsingenieur möglichst anschaulich zur 
Verfügung steht. Wurden die Einspritzdüsendaten und Einspritzparameter während der 
Entwicklungsarbeit am Prüfstand festgelegt, so müssen anschließend diese Parameter auf 
einem Bestelldatenblatt dem Zulieferer mitgeteilt werden. Während dieses Übertragungs-
prozesses entstehen häufig Fehler. Ein geeignetes Applikationsprogramm sollte deshalb den 
Ingenieur bei dieser Arbeit unterstützen.  
Ein solches Programm wird in dieser Arbeit vorgestellt. 
 
 
2. Sprayausbreitung unter motorischen Bedingungen 
 
Die Untersuchung der Sprayausbreitung erfolgt in einer Druckkammer wie sie in Abbildung 1 
dargestellt ist. 
 
 
Die Hochdruckeinspritzung erfolgte mit einem NFZ - common Rail System das sich im 
Serieneinsatz bei der Firma Deutz befindet. Die Düsenuntersuchungen wurden mit einer 
Düsenauswahl, die durch die Firma AVL-Schrick bereitgestellt wurde, durchgeführt. 
  
Abbildung 1:  
Einspritzdruckkammer 
(Pmax= 25 bar) 
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Die Aufnahmen der Sprayausbreitung erfolgten mit Hilfe von Mie-Streulicht Aufnahmen von  
den Kraftstofftröpfchen, die durch ein Blitzlicht im ns-Bereich bestrahlt wurden. Eine 
typische Rohdatenaufnahmen zeigt Abbildung 2. 
 
 
 
Abbildung 2: Streulichtaufnahme des Kraftstoffsprays 
 
Die Rohaufnahmen wurden automatisiert bearbeitet. Das entsprechende Programm im 
Rahmen einer Diplomarbeit ausgearbeitet [1]. Zunächst wird die Kontur der Spraystrahlen 
und anschließend die Sprayeindringtiefe (Distanz: Düsenmündung - Sprayspitze) und der 
jeweilige Kegelwinkel ermittelt. Abbildung 3 präsentiert die Auswerteprozedur für die 
Ermittlung des Spraykegelwinkels. 
 
 
 
Abbildung 3: Binarbild zur Auswertung von Strahleindringtiefe und Kegelwinkel  
 
Für einen einzelnen Messpunkt von Eindringtiefe und Kegelwinkel wurden 3 mal 20 
Einspritzvorgänge ausgewertet bei denen jeder Strahl einzeln erfasst und vermessen wurde. 
Aus den Mittelwerten aller 3 Messreihen wurde ein weiterer Mittelwert gebildet.  
Eine Kurve mit 10 Messpunkten der Eindringtiefe (Abb. 4) besteht  aus 4800 - 5400 einzeln 
vermessener Einspritzstrahlen. 
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Abbildung 4:  
Beispiel der Auswertung von Strahleindringtiefemessungen durch Mittelung der Messwerte 
 
Die Strahleindringtiefe und der Strahlkegelwinkel hängen von einer Vielzahl von Parametern 
ab. Diese Abhängigkeit ist besonders ausgeprägt hinsichtlich der Gasdichte in der Kammer, 
der hydroerosiven Verrundung der Spritzlöcher und des Konizitätsfaktors. Leider konnten 
während dieser Arbeit keine Versuche hinsichtlich unterschiedlicher Konizitätsfaktoren 
durchgeführt werden. 
 
Abbildung 5 zeigt beispielhaft das Verhalten der Eindringtiefe in Abhängigkeit der Gasdichte 
für einem Kammerdruck von 8 bar bei Verwendung einer 8-Loch Düse mit einem 
hydraulischen Durchflusswert von Q= 590 ccm/30s (100  bar). 
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Abbildung 5: Gemessene Strahleindringtiefe 8-Loch-Düse 
 
Gemittelter 
Messwert aus 540 
Einzelmessungen 
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Aus den Messungen konnten unter dieselmotorischen Bedingungen die folgenden 
empirischen Gleichungen hergeleitet werden: 
 
 
 
 
 
 
 
Diese Gleichung entspricht einer Modifikation, bzw. Ergänzung der Gleichung von Varde und 
Popa [2]. Für die Bestimmung der Strahlkegelwinkel wurde Gleichung von Hiroyasu und Arai 
[3] weiterentwickelt: 
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Diese Ansätze eignen sich insbesondere für den Bereich von Nutzfahrzeugmotoren mit ca. 1-
2 l Hubraum.  
 
Weiter empirische / halbempirische Ansätze werden z.B. auch von den folgende Autoren 
beschrieben Wakuri [4], Lustgarten [5], Sitkei [6], Dent [7], Reitz/Bracco [8], Yule [9], 
Yokoka/Matsuoka [10]. 
 
 
3. Simulationsprogramm 
 
Ziel der beschriebenen Arbeit stellt die Entwicklung eines Simulationsprogramm dar, das den 
Entwicklungsingenieur noch während seiner Arbeit am Motorprüfstand stark unterstutzt. 
Simultan zu den experimentellen Ergebnissen bei den Prüfstandsläufen sollen die 
Simulationsergebnisse zum Vergleich zur Verfügung stehen. 
Die Genauigkeit der berechneten Größen sollte mit guter Genauigkeit der Realität entsprechen 
und nur nach kurzer Berechnungsdauer dem Entwicklungsingenieur visuell zur Verfügung 
stehen. Nur damit sind die Berechnungsergebnisse direkt in den Entwicklungsprozess zu 
integrieren und das Programm wird auch tatsächlich genutzt werden können.  
 
Wurden die Parameter einmal für eine bestimmte Applikation eingegeben, so können diese 
weitgehend für neue Berechnungen am selben Objekt verwendet werden. Abbildung 7 stellt 
die Ausbreitung des Einspritzstrahls 2 Grad Kurbelwinkel nach oberem Totpunkt dar. Der 
Spraystrahl hat die Muldenwand noch nicht erreicht. Bereits jetzt wird in der Animation der 
Bereich gekennzeichnet, auf dem sich ein Kraftstofffilm aufgrund der Spray/Wand - 
Interaktion ausbilden wird. 
 
Die Übernahme der letztlich gefundenen Düsenparameter für das Bestelldatenblatt des 
Düsenherstellers wird automatisch ausgefüllt. Übertragungsfehler können damit weitgehend 
vermieden werden. 
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Abbildung 7: Sprayausbreitung während der Kolbenbewegung, die vom Programm zusätzlich  
                      animiert wird 
 
 
4. Zusammenfassung 
 
Unter Berücksichtigung der dieselmotorischer Einspritzbedingungen bei Motoren von 1-2 l 
Hubraum pro Zylinder wurden empirische Gleichungen zur Berechnung der Eindringtiefe und 
des Spraykegelwinkels auf Basis von experimentellen Untersuchungen auf einer 
Einspritzprüfbank mit Hilf einer Druckkammer hergeleitet. 
 
Diese Gleichungen wurden in ein neu entwickeltes Simulationsprogramm implementiert, dass 
in der Lage ist die Spray Ausbreitung in Abhängigkeit vom Kolbenhub zu visualisieren und 
beispielsweise die Bereiche der Spray/Wand - Interaktion anzuzeigen. 
 
Die Berechnung und Visualisierung der Sprayausbreitung ist simultan zu den 
Motorprüfstandsversuchen nutzbar. Resultierende Ergebnisse der Düsenauswahl sind nach 
Abschluss der Arbeiten in den entsprechenden Bestelldatenbättern der  Zuliefer  
übernehmbar. Damit konnte die sehr erfolgreiche Zusammenarbeit der Forschungsstellen bei 
den Unternehmen Frame Worker, AVL-Schrick und der Deutz AG mit dem Labor für 
Thermo- und Fluiddynamik der Fachhochschule Köln dargestellt werden. 
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Abstract 
Phenomena associated with the breakup of fluid sheets resulting from the oblique collision of 
two equal jets with low and partly also moderate velocities were investigated. Depending on fluid 
properties and jet velocity the fragmentation of the sheets is caused by several different mechanisms 
generally triggered by aerodynamic or capillary instabilities. In the present work a comparison of 
the breakup behavior of various Newtonian and some Non-Newtonian fluids was conducted. The 
obtained results show that besides the above mentioned instabilities also viscoelastic properties 
seem to influence the breakup behavior of the investigated non-Newtonian fluids. 
 
Introduction 
Impinging jet injectors are often used in rocket engines with storable liquid fuels due to their 
simplicity and their good atomization and mixing characteristics [Sut92]. Also for the atomization 
of gelled fuels impinging jet injectors are interesting. Due to fact that high shear rates are produced 
both in the taper inside the injector tip and in the region around the intersection point of the fluid 
jets the shear viscosity of these gelled fluids is strongly decreased partly up to an extensive lique-
faction. It should be mentioned here that gelled fuels and propellants are of interest for rocket and 
ramjet propulsion systems, because of their safety and performance benefits. Due to their non-
Newtonian flow behavior they offer the possibility to design engines, which can be throttled similar 
to engines with liquid fuels and which have simple handling and storage characteristics similar to 
engines with solid fuels [Nat02, Sch92, Cie04].  
The atomization of Newtonian fluids through impinging jet injectors has been studied for more 
than 50 years. Some of the first studies were conducted by Heidmann et al [Hei51, Hei57]. Of par-
ticular significance was the introduction of the first categorization of spray patterns. One of the first 
important theoretical studies was from Taylor [Tay60] who formulated a theory, which allows a 
good prediction of the shape of the fluid sheet formed by the impingement of the jets. Many other 
studies followed, focusing on various aspects of the breakup characteristics such as breakup length 
of the sheet (see e.g. Ref. [And92]), size of droplets formed (see e.g. Ref. [Rya94]) and the effects 
of higher ambient pressure (see e.g. Ref. [Jug04]). A very detailed description of physical phenom-
ena underlying the breakup of liquid sheets is given in a series of articles published recently from a 
group from the University of Provence in France [Bre06, Bre07]. In particular the nature of the cap-
illary and aerodynamic instabilities leading to the breakup is described in their publications in de-
tail. A first comparative study about the breakup behavior of different fluids was conducted by 
Ciezki et al [Cie05]. Different atomization regimes were observed by the authors in dependence of 
various parameters. They could show that these regimes can be arranged in a regime diagram in de-
pendence upon Reynolds and Weber numbers.  
The number of studies dealing with non-Newtonian fluids and especially gelled fluids, however, is 
comparatively smaller but is increasing in the last time. For example von Kampen et al [Kam06] 
worked with gelled fuels and compared the spray behavior of Newtonian fluids and non-Newtonian 
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gelled fluids. They presented a very first attempt for a common Re-We regime diagram, whereas 
they used a generalized Reynolds number for power-law fluids. Miller et al [Mil05] worked with 
viscoelastic micelle solutions and observed some peculiar spray structures.  
Due to the fact that the obtained results from von Kampen et al are only a first attempt and do 
not cover the whole for propulsion applications relevant parameter range, further investigations are 
necessary. The objective of the publication presented here is to show the first occurring breakup be-
havior of various fluids with an impinging jet injector at low jet velocities.  
Materials and Methods 
The experimental setup consists of a cartridge with the fluid to be investigated, a hydraulic driv-
ing unit and a modular injector unit. A schematic representation of the setup is given in Fig. 1. The 
injector arms are mounted on movable rotary tables so that the impingement angle as well as the 
pre-impingement length can be varied easily. The injector tips (nozzles) can easily be changed for 
the variation of the nozzle exit diameters and the internal injector geometry. For the present investi-
gation an impingement angle of 90°, an injector diameter dj = 0.7 mm and an impingement distance 
of 5 mm were chosen. The high ratio l/d = 10 of the internal injector channel length l to nozzle exit 
diameter d as well as the internal wall inclination angle of  = 20° were chosen both to reduce in-
fluences of separation by the formation of a vena contracta, etc. in the intake to the injector channel 
and to induce a more fully developed velocity profile at the injector exit. For the visualization of the 
spray characteristics the shadowgraph-technique was used, together with two CCD cameras, one 
parallel and one perpendicular to the plane of the injectors, and two Nanolite spark lights as light 
sources. 
 
 
 
Liquid Ohnesorge number Oh
1-Hexene 0.0027 
n-Heptane   0.0040 
Water 0.0044 
n-Octane 0.0049 
n-Decane 0.0076 
Ethanol 0.0097 
1-Propanol 0.0170 
1-Butanol 0.0214 
1-Pentanol   0.0301 
1-Hexanol   0.0376 
1-Octanol 0.0577 
Ethylene Glycol   0.0833 
Triethanolamine 3.12 
98% Glycerol 3.8 
 
Figure 1: Schematic of experimental setup 
 
 
Table 1: Newtonian fluids tested. 
Characteristic length: dj = 0.7 mm 
 
Non Newtonian fluid Mw polymer [g/mol] 
Water + 2% Methocel F50 100 000 
Water + 10% Methocel F50 100 000 
Water + 3.1% Methocel J12MS 700 000 
Water + 0.5% Methocel J75MS 1 000 000 
Water + 2% Methocel J75MS 1 000 000 
Table 2: Non Newtonian fluids tested 
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A list of the investigated Newtonian fluids is given in Table 1. The fluids were chosen to cover a 
very wide range of Ohnesorge numbers. For these fluids further results will be presented in a more 
general description in Ref. [Bai10]. As non-Newtonian fluids to be investigated different aqueous 
solutions of Methocel were used. Methocel is a linear polymer and a derivative from cellulose. The 
selected solutions have different concentrations and different molecular weights of the polymer and 
are presented in Table 2.  
Results and Discussion 
The oblique collision of two identical fluid jets, when not subjected to instabilities, leads to the 
formation of a liquid sheet in the jet median plane (perpendicular to the plane spanned by the two 
jets), which is surrounded by a more or less pronounced rim (depending of fluid properties). It is 
described in literature that this rim collects the fluid, which is radially expanding from the im-
pingement point. At very low jet velocities it can be assumed that the fluid flows in the rims on both 
sides of the sheet toward the tip, where another sheet perpendicular to the first one is produced, see 
e.g. Ref. [Bus04]. Generally it can be said that the (first) liquid sheet remains in its configuration as 
described above only at very low jet velocities. With increasing velocity, however, the sheet and the 
rim become disturbed and break up in different modes in dependence on various parameters. In the 
three following subchapters the first breakup behavior of different Newtonian fluids and some non-
Newtonian fluids is described. It should be mentioned that except for very viscous fluids, which are 
presented in subchapter 3, these first breakup modes occur for jet exit velocities below ca. 3 m/s.   
 
1) Sheet with stochastic spreading of droplets from a distinct closed rim. 
This behavior is typical for Newtonian liquids with low Ohnesorge numbers, ranging from that 
of 1-Hexene (Oh: 0.0027) to that of n-Decane (Oh: 0.0076), at low jet velocities. Figure 1 presents 
typical shadowgraph images showing perpendicular on the fluid sheet. The sheet appears either 
smooth or perturbed by small waves. Along the rim disturbances grow with increasing sheet plane 
angle θ (which is presented in the left image of Fig. 1) until they lead to the formation of ligaments, 
which break up into droplets in a stochastic manner. It shall be noted in this context that for the in-
vestigated fluids with 0.0027 < Oh < 0.0076 no stable rim without droplet formation could be ob-
served due to a lower limit of jet velocities, which could be realized with the experimental setup.  
 
  
n-Octane   n-Heptane    
Oh = 0.0049 Oh = 0.0040 
uj = 2.8 m/s    Re = 2442    We = 176 uj = 1.3 m/s    Re = 1349    We = 39 
 
Figure 2: Liquid sheet with stochastic droplet separation from the rim 
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Bremond et al [Bre06] showed that the perturbations of the sheet are transmitted from the jets to 
the rim through sheet thickness modulations. They explained that the instability in the rim is a capil-
lary instability of a Plateau-Rayleigh type. They also pointed that viscous slowing may possibly re-
tard the instability of the rim. If the viscous forces in a capillary (here in particular the rim) are 
strong enough they may retard the growth of instabilities. Viscous slowing was treated first by 
Chandrasekhar [Cha61] and then by Marmottant et al [Mar04]. They wrote that the influence of vis-
cous slowing is expressed by the ratio of the capillary breakup time of a viscous fluid tσ to that of an 
inviscid fluid tinv and can be expressed furthermore as a function of the Reynolds number of the rim 
f(Reb). This function is shown in Fig. 3, whereas Reb is based on the velocity of the rim ub and the 
diameter of the rim db. To get an idea of the values of Reb the experimental results for ethanol that 
are reported in [Bre06] were analyzed. For an example of [Bre06] with θ = 90°, ub = 0.5uj and 
db = 0.6dj we get Reb = 0.3Rej. In [Bre06] Reb is generally an order of magnitude smaller than Rej. 
For fluids with low Oh and low viscosity the Reynolds number of the rim is sufficiently high so that 
f(Re) is very close to 1 as can be seen in the diagram of Fig. 3. Thus the influence of the viscosity is 
negligible for these conditions. All the fluids in the present investigation, which show this stochas-
tic droplet spreading from a rim or the fishbone structure breakup mode, which will be discussed in 
the subsequent subchapter, have Rej > 100. Thus we can assume that Reb is greater than approxi-
mately 10, which is high enough to consider that the fluid behaves similar to an inviscid fluid re-
garding viscous slowing. For fluids with high viscosity and low injection velocity with Rej < ca. 20, 
however, the breakup of the rim can be retarded by this viscous slowing effect. Reb can get close to 
1 and smaller so that t/tinv increases. 
For the investigated non-Newtonian fluids, however, the experiments showed that the breakup 
regime with the stochastic droplets shedding from the rim didn’t occur. This is an indicator the vis-
coelastic behavior of the non-Newtonian fluids tested may contribute to stabilize the rim.   
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Figure 3: Ratio of viscous capillary breakup time tσ to inviscid capillary time tinv vs. Reb 
 
2) Fishbone structures 
This breakup mode was observed for fluids with medium Ohnesorge numbers, i.e. from ethanol 
(Oh: 0.0097) to Ethylene glycol (Oh: 0.0833). Similar jet velocities were used for these experimen-
tal conditions as for the breakup mode presented in the previous subchapter.  
It can be seen in the images of Fig. 4 that also in this breakup mode disturbances grow along the 
rim with increasing sheet plane angle θ. Under the present conditions the ligaments, which are con-
nected with the sheet and which show thickenings at their ends, are formed in a periodic and sym-
metrical manner until droplets may be separated. These droplets are moving downstream in a 
widely symmetrical manner, whereas the angle under which they are moving downstream is signifi-
cantly smaller than for the in the previous subchapter presented breakup mode with the stochastic 
separating droplets from the rim. The fishbone structures breakup mode was first observed by Bush 
et al. with ethanol [Bus04]. It should be mentioned in this context that the fishbone structures could 
be observed with ethanol only in the transient phase of the startup of our experiment. This may be 
Seite 239 von 316
caused by slightly different experimental setups and experimental conditions whereas also should 
be mentioned that ethanol seems to be near the border of the fishbone structures regime. 
 
    
[Left] Front view            [Right] Side view [Left] Front view            [Right] Side view 
1-Pentanol 1-Octanol 
Oh = 0.031 Oh = 0.0577 
uj = 1.3 m/s    Re = 158    We = 37 uj = 2.6 m/s    Re = 189    We = 141 
Figure 4: Fishbone structures.  
 
Bremond et al. [Bre06] showed that a small difference in the velocity of the two impinging jets 
may lead to the formation of fishbone structures. In our study fishbone structures were manifested 
in two different ways. With Propanol, Butanol and Pentanol the fishbone structures could be ob-
served for the entire length of the test. For Hexanol, Octanol and Ethylene Glycol the fishbone 
structures could only be observed at the start and at the end of the test. According to Bush et al and 
Bremond et al the source of this instability is Rayleigh-Plateau capillary instability of the rim. They 
showed that the flapping of the sheet is produced by the instability in the rim and not by aerody-
namic instability of the sheet. If the flapping would be caused by aerodynamic instabilities an in-
crease in injection velocity would increase the flapping, which is the opposite of what was ob-
served: the sheet returned smooth and stable for slightly higher velocities.     
 
    
t0 t0 + 0.6 s t0 + 1.2 s t0 + 1.8 s 
Water + 2 % Methocel F50 
uj = 5.2 m/s  
Figure 5: Fishbone structures in a non-Newtonian fluid 
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Fishbone structures where also observed with a non-Newtonian fluid (2 wt.-% Methocel F50 in 
water). Figure 5 shows a series of subsequent shadowgraph images from an experiment. This inves-
tigated fluid is a diluted solution of a linear polymer with relatively short molecules (Molecular 
weight Mw = 100 000 g/mol). Comparing Newtonian and the Non-Newtonian liquids it can be seen 
that with Newtonian fluids the ligaments are shorter and they may breakup into droplets partly prior 
to the end of the sheet. This agrees with the results from Mun et al [Mun98] which show that the 
breakup of a capillary is strongly retarded for polymeric solutions, in particular those showing high 
extensional viscosities. The up to now obtained results suggest that further studies on the exten-
sional properties of non-Newtonian fluids and their influence on the breakup behavior and spray 
pattern are necessary. 
 
3) Breakup due to Aerodynamic Instability 
For liquids of high Ohnesorge number (Glycerol and Triethanolamine) no droplets were sepa-
rated from the sides of the rims of the liquid sheet at low jet velocities. The sheets are long and nar-
row and their surface is smooth as can be seen on the images of experiments presented in the left 
and the middle column of Fig. 6. At a distinct higher velocity the sheet starts to be subjected to an 
aerodynamic instability that generates a flapping motion of the sheet. The side view of the in right 
column of Fig. 6 presented experiment clearly shows this flapping. It should be noticed that the up-
per part of the sheet is still stable, with a smooth and thick rim and a flat sheet. No capillary insta-
bility could be observed in this region.  
 
No droplet formation Aerodynamic breakup pattern  
   
Front
view 
   
Side 
view 
uj = 13 m/s uj = 18.2 m/s uj = 26 m/s  
Re = 15    We = 2752 Re = 19   We = 2752 Re = 29    We = 11009  
Triethanolamine    Oh = 3.12 
 
Figure 6: Breakup behavior at high Ohnesorge numbers 
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The breakup of the sheet results from an aerodynamic instability of the Kelvin-Helmholtz type. 
It was first analyzed in the context of liquid sheets by Squire [Squ53]. A detailed explanation of this 
phenomenon was given by Villermaux et al [Vil02]. The instability arises when the liquid sheet 
moves in a still medium. On both sides of the sheet disturbances are generated from the shear stress 
that arises due to the speed difference between the sheet and the surrounding ambient air. The cou-
pling of these disturbances by the pressure inside the liquid allows only two destabilization modes: 
an antisymmetric, sinuous mode and a symmetrical dilatation mode. Villermaux showed how for a 
thin liquid sheet moving in a much less dense environment the sinuous mode is the mode that leads 
to instability, having a higher grow rate than the symmetric mode.  
The aerodynamic instability is often also the mechanism that leads to the breakup of sheets 
formed from non-Newtonian fluids, as can be seen in Fig. 7. In particular all the investigated poly-
meric solutions with high polymeric weights, which are presented in this publication, break up at 
medium velocities in this manner.  
 
  
Front view Side view 
Water + 3.1% Methocel J12MS 
uj = 19.5 m/s           Regen,HBE = 647 
 
Figure 7: Breakup of a non-Newtonian fluid due to aerodynamic instability  
 
 
Regime diagram 
The above described breakup regimes for the investigated Newtonian fluids can be arranged in a 
regime diagram in dependence of their We and Re numbers as can be seen in Figure 8. The 
“fishbone structure” mode occurs at medium Re numbers while the “stochastic droplet separation 
from the closed rim” mode occurs at high Re numbers. Both regimes are located at We numbers 
lower than 200. The mode with the aerodynamic instabilities without droplet separation from the 
sides of the rims is positioned at Re numbers significantly below 200. It should be noted that this 
mode occurs at significantly higher We numbers than for the two previously other modes.  
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Figure 8: Regime diagram for Newtonian fluids 
 
Conclusions 
The breakup behavior of various Newtonian and also some non-Newtonian fluids with an im-
pinging jet injector, was investigated at low and partly also moderate velocities. Three different 
breakup modes could be identified. The mechanisms that lead to these different breakup patterns of 
the fluid sheet into droplets (when the velocity of the jets is increased just enough for the first dis-
turbances to take place) could be identified. A relation between Reynolds, Weber and Ohnesorge 
numbers and the location of the breakup regimes in a Re-We regime diagram could be shown for 
the investigated Newtonian fluids. For the non-Newtonian fluids it can be assumed that the visco-
elastic nature of these fluids improves the stability of the rim. Only one of the tested non-Newtonian 
fluids showed some first signs of a capillary instability. Summarizing can be said that for non-
Newtonian fluids detailed further studies are necessary to determine which parameters influence the 
breakup. 
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Appendix 
The non-dimensional numbers used in this publication are described here. The Reynolds number Re is the ratio of 
inertial to viscous forces. The definition given in the following is valid only for Newtonian fluids. For non-Newtonian 
fluids presented in this publication, however, a generalized formulation of the Reynolds number was used. The defini-
tion of this number Regen,HBE is based on the Herschel-Bulkley Extend (HBE) law, which can be used for the description 
of the shear viscosity – shear rate dependence of gelled fluids [Mad07].  
HBE:       10 nK
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The Weber number We is the ratio of inertial to surface tension forces. The Ohnesorge number Oh is the ratio of viscous 
to inertial and surface tension forces. In the present paper the characteristic length d is the diameter of the impinging jets 
dj, except when otherwise noticed. As characteristic velocity the jet exit velocity is used. 
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Nomenclature 
d, D Diameter, m   Shear rate, 1/s 
K Pre-exponential factor (HBE), Pasn  Density, kg/m3 
M Molecular weight, g/mol  Shear viscosity, Pas 
l Injector channel length, m  Viscosity of upper Newtonian plateau, Pas 
n Exponential factor (HBE), - σ Surface tension, N s/m2 
tσ Viscous capillary breakup time, s τ0 Yield stress, Pa 
tinv Inviscid capillary breakup time, s θ Sheet angle, defined in Fig. 2 
u Velocity, m/s   
u  Average or bulk velocity, m/s Subscripts  
  j Impinging jet 
  b Rim 
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Abstract
In this paper the numerical spray break up models for high speed fuel spray injection 
in Internal Combustion Engines (ICE) are analysed and evaluated. Two spray breakup models 
namely Kelvin-Helmholtz (KH) for the primary breakup and Taylor-Analogy Breakup (TAB) 
model for secondary breakup are coupled in KIVA-3V code to simulate the fuel atomization 
process.  The  secondary  breakup  model  is  the  originally  implemented  breakup  model  in 
KIVA-3V code. The TAB model alone overestimates the atomization process as it assumes 
the fuel jet has transformed completely into droplets in calculating the breakup. In reality the 
droplets  form slightly  downstream of  the  injector  nozzle  tip.  The  KH-model  is  recently 
implemented and coupled with the TAB-model to simulate accurately the atomization process 
for high speed fuel spray of the Kneer configuration [13]. Under consideration of evaporation 
process the simulated results for the spray evolution, spray penetration depth, velocity and 
Sauter mean diameter are evaluated against the PDA measurement data available for  C8H18 
spray  (injection  pressure  60  bar  and  temperature  363  K)  under  ambient  pressure  and 
temperature of 5.0 bar and 573 K, respectively.  
1. Introduction
Many  turbulent  flow  systems  of  engineering  interest  exhibit  highly  complex 
interacting phenomena,  such as mixing,  heat  and mass  transfer,  two-phase flow, chemical 
reactions,  etc.  For  design  and  optimization  purposes,  an  accurate  prediction  of  these 
phenomena and their effects is required. For applications that deal with turbulent sprays, such 
as  IC  engines  or  transportation  propulsion,  this  is  associated  with  two  major  objectives, 
namely to improve the combustion efficiency and to reduce the fuel consumption and emitted 
pollutants. 
In  this  respect,  the  fuel  injection  is  an  essential  operation,  as  it  is  a  key  aspect 
controlling the pollutant emission (via the fuel-air preparation mixture) and the feasibility of 
future novel design of next-generation fuel injectors.  The highly pressurised fuel is injected 
via a common-rail fuel line directly into the combustion chamber of each cylinder. In case of 
modern  auto-engine,  also  called  Gasoline  Direct  Injection  (GDI),  air-guided  direct  fuel 
injection system is used. In the GDI the injected fuel forms dispersed droplets of fuel and gets 
mixed with the intake air and subsequently undergoes evaporation and combustion. In case of 
diesel engine, fuel is injected on top of the piston head during the end of compression stroke 
and combustion starts after self ignition of fuel. In both cases the injected fuel spray pattern 
plays vital role for the rest of the engine operation stage.
1
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              There have been numerous efforts by many researchers, who proposed various spray 
breakup models especially for high speed fuel spray with relatively good prediction accuracy. 
In KIVA the originally implemented spray breakup model  is  the Taylor-Analogy breakup 
(TAB) model [1] based on the principle of forced-damped harmonicc motion of the droplets 
under the influence of various body and surface force.  Reitz [2] proposed the WAVE model 
based  on  the  high  relative  velocity  between  the  emerging  jet  and  surrounding  gas  that 
generates  the  Kelvin  Helmholtz  (KH)  instability  on  the  liquid  jet  surface.  Besides  some 
existing  stochastic  models,  Ibrahim  et  al.  [3]  suggested the Droplet-Deformation  Breakup 
(DDB) model based on the fact that spray droplets undergo deformation by a pure extensional 
flow that  causes  the  droplets  to  break  after  certain  stage  of  deformation  from an  initial 
spherical shape.  
In direct injection spark ignition engines, pressure swirl atomizers are often used in 
order to establish hollow cone sprays.  With pressure swirl  injectors,  the fuel is set into a 
rotational motion and the resulting centrifugal forces lead to a formation of a thin liquid film 
along the injector walls, surrounding an air core at the center of the injector. This sheet is 
subject to aerodynamic instabilities that cause it to break up into ligaments. Schmitt. et al [4] 
proposed  the LISA (Linearized Instability Sheet Atomization) method to model such primary 
breakup. 
Because  the  conventional  break  up  models  are  especially  valid  for  relatively  low 
injection velocities, the hybrid breakup models have been proposed for high speed fuel spray, 
that are combination of two different single breakup models for the primary and secondary 
breakup. Patterson and Reitz [5] suggested the KH- Rayleigh-Taylor (KH-RT) hybrid breakup 
model  to  account  for  the  secondary  break  up following the  concept  that  the  competition 
between  KH-instability  and  RT-instability  causes  the  droplet  breakup.  Yi  and  Reitz  [6] 
developed  the  pseudo-two-dimensional  model  using  the  technique  of  tracking  the  wave 
growth on the liquid-gas  interface  for the  primary breakup and combined it  with the RT 
breakup model. Park et al. [7] investigated the prediction accuracy of various hybrid models 
for high speed diesel fuel sprays and reported that the results of KH-RT model, KH-DDB 
model, and Turbulence-DDB model agree well with the experimental results. In GDI engine 
Park et al. [8] proposed LISA-DDB hybrid model to simulate the hollow-cone swirl injector. 
Other  models  appropriate  for  gas  turbine  applications  have  also  been  proposed  in  the 
literature  (see  [9]).  All  these  studies  were  based  on  Reynolds  Averaged  Navier-Stokes 
(RANS)-calculations.
Recent  studies  to  better  characterize  the  in-cylinder  flow,  mixing  and combustion 
processes have been numerically performed for the so called Gasoline Direct Injection (GDI) 
engine with focus on the effect of inflow cyclic variations on the in-cylinder flow. The studies 
include subgrid scale models for Large Eddy Simulation (LES) with real piston movement for 
as many 100 power cycles (see in [9] and therein mentioned references). These studies show 
that only LES could be able to resolve the temporal and cyclic behaviour of flow inside the 
engine  cylinder,  even  though the  classical  secondary  break-up model  (TAB) available  in 
KIVA-3V is used. These investigations have also shown a great impact of velocity cyclic 
variations on the air-fuel mixture processes as well as on the fuel jet penetration that, in turn, 
affects the combustion under given operating conditions. As these effects are highly linked to 
the fuel injection, it is highly recommended to integrate an accurate and reliable model for the 
fuel injection process into the LES simulation of in-cylinder processes in IC-engines. 
Therefore  this  work  focuses  on  designing,  validating  and  analysing  a  spray 
atomization module for high speed fuel spray break up as it is encountered in auto-engines 
applications.
2
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2. Mathematical Method
There are numerous approaches that have been investigated as stated before to model the fuel 
jet break-up processes, but the spray breakup behavior largely depends on many processes 
and  design  parameters  (e.g.  injector  nozzle,  injection  pressure,  ambient  pressure  etc.). 
Therefore  most  of  the  models  for  spray  breakup  model  are  specific  for  a  particular 
application. Let us focus on the  high speed fuel spray break up. For that purpose a hybrid 
break  up  model  is  proposed.  It  couples  two  spray  breakup  models,  namely  the  Kelvin-
Helmholtz (KH) for the primary breakup and the Taylor-Analogy Breakup (TAB) model for 
secondary breakup,  to simulate the fuel atomization process using the KIVA -3V code.
Figure 1.a shows the schematic of fuel spray. The high speed turbulent injection jet appears 
out from the nozzle, as a result of high relative velocity between emerging jet and the air 
inside cylinder, the fuel undergoes shear force resulting in an instability of the main stream of 
the fuel jet. Consequently the fuel gets disintegrated from the main stream. The instability 
further gets stronger towards the downstream, resulting in a complete formation of the fuel 
droplet. The disintegration of droplets from the main stream of fuel jet is termed as primary 
droplet  breakup.  Under  the  simultaneous  influence  of  the  various  body  forces  (velocity, 
gravity)  and  surface  forces  (e.g.  surface  tension,  drag  force),  the  newly  formed  droplets 
further get break up into smaller droplets and the process is termed as secondary break up 
(Fig. 1b). 
 
2.1 Primary breakup model: KH model
The  primary  breakup  model  considered  is  based  on  the  Kelvin-Helmholtz  (KH) 
instability approach. Such instabilities  can occur, when velocity shear  is present within a 
continuous fluid, or when there is sufficient velocity difference across the interface between 
two  fluids,  the  high  speed  fuel  jet  and  the  surrounding  air.  The  Kelvin-Helmholtz  (KH) 
instability breakup model assumes a circular liquid column of infinite extent in axial direction 
emanating  into  a  stationary  incompressible  gas.   The  maximum  growth  rate  and  the 
corresponding  wavelength,  KH ,  and  frequency  ωKH is  determined  from  the  numerical 
solution of the dispersion relation equation [2].
Figure 1: (a) Schematic of spray breakup (b) Droplet distortion for TAB model [1]
3
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ΛKH
r
=9 . 02
10 . 45Z0 .5  10 . 4T0.7 
10. 87We g1.67 
0 .6           (1)
ωKH [ ρ f r 3σ ]= 0 . 340. 38We g
1.5 
10 . 4T0.67  1+Z 
(2)
In the above relation r is the radius of droplets and  Urel is the relative velocity between 
the  droplets  and  air  and  rest  of  the  parameters  are Z=We f /Re f , T=Z We g ,
We f =ρl U rel
2 r /σ , We g=ρg U rel
2 r /σ , Re f =ρgU rel r / μ ,      Re f =ρgU rel r / μ . 
Thereby   expresses the surface tension on the droplet.  Note that Wej  or ReJ  (j=f, g) is the 
Weber or Reynolds  number related to the fluid and gas-phase,  respectively.  In the model 
critical droplet radius rc   is the radius of droplet after breakup time τ KH  given below [2].
  r c=0. 61ΛKH  (3)
τ KH=
3.726 B1 r
ω KH ΛKH   (4)
where  B1  is the KH breakup rate coefficient. It is determined from some phenomenological 
models. Under the assumption that the droplet radius reduces to the critical radius rc   during 
the breakup process, the radius of the droplet after breakup rn  can be calculated by using
r−r n
dt
=
r−rc
τ KH (5)
To  couple  this  primary  breakup  model  to  a  secondary  droplet  breakup  one,  it  is 
important to determine the breakup length that defines obviously a clear switch parameter. 
The breakup length is calculated based on nozzle diameter  d0 and density ratio by using the 
equation proposed by Beale and Reitz [10] as 
 
Lb=
1
2
B1 d 0 ρ fρg           (6)
2.2 Secondary breakup model: TAB model
O'Rourke and Amsden [1] proposed the Taylor Analogy Breakup (TAB)  model that is 
based  on  the  Taylor  analogy.  Within  the  Taylor  analogy,  it  is  assumed  that  the  droplet 
distortion  can  be  described  as  a  one-dimensional,  forced,  damped,  harmonic  oscillation 
similar  to the one of a spring-mass system,  assuming that the droplet  viscosity acts  as a 
damping force and the surface tension as a restoring force. In the TAB model, the droplet 
deformation is expressed by the dimensionless deformation y = 2 ( x ⁄ rn ) , where x describes 
the deviation of the droplet equator from its underformed position (see Figure 1.b) and rn is 
the initial droplet radius (see Eq. 5).  In the following rn  will be noted r as in Fig 1b. Droplet 
break  up occurs  if  the  quantity  y  exceed  unity.   The  equation  of  motion  for  the  droplet 
oscillation is given as below: 
m y˙d y˙ky=F   (7)
  
F
m
=C F
ρurel
2
ρl
r
 ,   
d
m
=C D
μl
ρl r
2
 ,    
k
m
=Ck
σ
ρl r
3
 (8)
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The analytical solution of ODE (Eqn.7) can be expressed as 
y  t =
We g
12
+e −t /t d [ y0−We g12 cosωt+ y˙0ω   y0−We g /12 ωtd  sin ωt ] (9)
 From the energy and mass balance, the new droplet can be calculated from using the 
relation (10) in which the dimensionless constants are given by
Cb =0.5, CD  =0.5,  CK  =8.0, CF =1/3, and CV  =1.0 .
SMD=
2r n
1 .02 yCk Cb2/34Cb2−Cv 2C b2   ρl r3 /6σ  y˙2
(10)
Under the operating conditions (pressure of 5.0 bar and temperature of 573K) the evaporation 
process has to be accounted for. The model used is outlined in the next section.
2.3 Evaporation model
In the KIVA-3V code the evaporation behavior of the fuel spray is described in terms 
of fuel vapour distribution and vaporized fuel mass distribution using an evaporation model 
based on the lumped-body theory [11]. Even though more accurate evaporation models are 
recently known in the literature [14], this model available in KIVA 3V code is used in this 
work.  Thereby  the  energy  balance  on  the  droplet  surface  due  to  heat  transfer  from  the 
surrounding and  latent heat evolution due to evaporation, can be formulated as 
 Q˙t=m˙ f LQ˙i (11)
In the above equation, heat conduction rate from the droplet surface into the droplet 
interior can be expressed as
 Q˙i=4 πr
2h T a−T d  (12)
The mass transfer from the droplet in Eqn.11 is given by the correlation suggested by the 
Frossling correlation. 
m˙ f =2πr  ρD air BShd (13)
where   ρD air  is the fuel vapour diffusivity in the air,  B indicates the mass transfer 
number and Shd is the Sherwood number. More detail can be seen in [12].
The collision/coalescence model is very much essential to describe the droplet-droplet 
interactions, which influence the final droplet distribution profile. The collision/coalescence 
model available in KIVA 3V code is used.  The numerical  details  are not provided as the 
focus of current study is on  the spray breakup. The interested reader may refer to the KIVA 
theory manual [11]. 
3. Configuration, Results and discussion 
             The configuration under investigation is depicted in Figure 2a. The experimental 
parameters performed by group of Kneer [13] are used. Together with the simulation details 
they are provided in the Table 1. The snap shot of the spray and the secondary phase (fuel 
vapour,  not shown here) is taken for each 0.2ms. The velocity and Sauter mean diameter 
(SMD) are measured along the radial  direction 20 mm below the nozzle injector tip. The 
5
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preliminary  simulation  results  of  the  implemented  KH-TAB  droplet  breakup  model  are 
presented in this section. The numerical simulation is carried out for non-combusting spray 
conditions. The grid density is made more finer near the nozzle tip (see Figure 2b) than the 
other  region to  reduce  the total  number  of  the  grid  points,  as  the  calculation  outside  the 
expected spray domain will not affect much the spray profile. The smallest cell size is 0.3mm 
X 0.3mm X 0.5mm while the largest  cell size is of 1.0mm X 1.0mm X 0.5mm, which is good 
enough for the required resolution. 
 Table:1 Experimental and Calculation details
Injection pressure (bar) 60
Injection Velocity (m/s) 105.7
Injection duration (ms) 2
Injection quantity (mg) 10.6
Nozzle tip diameter (mm) 0.3
Initial fuel temperature (K) 363
Ambient temperature (K) 573
Ambient pressure (bar) 5
Fuel C8H18
No. of computational parcel 8000
Mesh count 70 x 70 x 
180
                                                                                           
Figure 2: (a) Schematic of measurement locations 
                                                         (b) simulation mesh (flow inside nozzle is not considered)
3.1 The spray evolution process
Figure 3 compares  the calculated and experimental  results  for the evolution of the 
spray after start of injection at various elapsed times.  The experimental images were obtained 
by  PDA  technique  [13],  while  the  simulation  were  performed  using  the  conditions  that 
correspond to  experiment.   The results  show fairly  good agreement  with  the  experiment. 
However, the branched type structure of the spray-front is not visible since a blob is assumed 
to be injected from the nozzle.  In reality, near the nozzle tip a high speed cylindrical liquid jet 
undergoes wave like surface instability due to very large relative velocity between the issuing 
jet and surrounding air. Surface wave continuously grows towards the downstream of the fuel 
jet.  At  some  stage,  when  the  surface  instability  is  high  enough  results  disintegration  of 
droplets from the main stream. This aspect needs to be considered carefully in future work.
The  penetration  depth  is  another  parameter  by  which  a  spray  can  be  characterised 
quantitatively. It is the distance of the farthest spray droplets from the tip of the injector  nozzle at 
given time. Injection pressure, drag force, types of nozzle, and thermo-physical properties of the fuel 
govern the spray penetration.  In particular  an accurate calculation of the drag force is very much 
important to predict accurately the spray penetration which is a vital  parameter to assess the length of 
evaporative region under the given thermodynamicconditions. Figure 4.a depicts a comparison of the 
measured spray penetration depth with the numerical results achieved by using the KH-TAB model. 
The numerical  results  overestimate the penetration depth especially at the later stage of the spray 
development. 
6
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Figure 3: Comparison of temporal evolution of fuel spray times 0.2ms, 0.6 ms,  0.8ms and 
1.0ms respectively. (Left: simulation; Right: Experiment)
Figure 4: Comparison between experimental and numerical results: (a) spray penetration 
depth;  (b) Sauter mean Diameter (SMD).
7
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3.2 Characteristics of the size distribution 
As  the  droplets  spatial  distribution  is  very  much  crucial  with  respect  to  fuel 
evaporation  and subsequent  combustion  process,  Figure 4.b shows a  comparison between 
experimental  and numerical  results  for the Sauter  mean diameter  (SMD) along the radial 
direction  at  20mm  below  the  injector  nozzle  tip.  To  determine  the  SMD  in  numerical 
simulations,  droplets  are  passed through the imaginary control  volumes at  different  radial 
locations  (ring   with  finite  width  and  thickness).   The  SMD  is  then  calculated  from  a 
cumulative average of all droplets. The numerical so as to say the experimental results very 
much  depend on  the  size   of  the  measuring  volume  selected  to  measure  the  size  of  the 
droplets.  However,  the  numerical    results  show  a  fairly  good  quantitative  as  well   as 
estimation  of  the  droplet  size  distribution  up  to  r=3mm.  It  is  worth  mentioning  that  the 
coupling between the breap up and the evaporation process needs to be well described by 
means of  physically consistent sub-models.
4. Conclusions:
In this paper preliminary results of a hybrid spray break up model combining the KH 
and TAB sub-models have been presented. The numerical  results show a good agreement 
with the PDA results  for the spray evolution,  spray penetration  depth and distribution  of 
Sauter mean diameter. However, specific aspects related to a better capture of the initial stage 
of  the  branched  type  structure  of  the  spray-front  has  to  be  addressed.  Furthermore,  the 
coupling between the breap up and evaporation processes needs to be correctly accounted for 
by means of  better physically consistent sub-models. All these tasks as well as the coupling 
to the LES spray module are left for future work.
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Abstract 
Die bei der Sprühtrocknung ablaufenden Prozesse werden üblicherweise mit Hilfe von 
kugelsymmetrischen, eindimensionalen Modellen beschrieben. Unterstrukturen wie 
beispielsweise ein poröser Rand werden dabei häufig durch „effektive“ Transportparameter 
berücksichtigt, die empirisch an die Fragestellung anzupassen sind. Unregelmäßige 
Geometrien werden in diesen Modellen nur ansatzweise berücksichtigt. Auf Basis einer 
gitterfreien Methode (Smoothed Particle Hydrodynamics) wird ein neuer Ansatz vorgestellt, 
der den Tropfen in allen drei Raumdimensionen abbildet und in Zukunft dahingehend 
weiterentwickelt werden soll, strukturbildende Prozesse detailliert zu beschreiben. Erste 
Ergebnisse dieses Ansatzes für Verdampfung eines homogenen Tropfens werden präsentiert. 
Einleitung 
Die Sprühtrocknung ist ein Prozess, der in vielen industriellen Bereichen eingesetzt wird. Das 
Wissen bezüglich dieser Anwendung ist allerdings oft empirischer Natur, da die 
Morphologieentwicklung innerhalb eines Tropfens mit bisherigen Modellen häufig 
theoretisch nicht vollständig beschrieben werden kann. Trocknungsmodelle für Einzeltropfen 
gehen allgemein von einer gewissen, zu erwartenden, kugelsymmetrischen Geometrie aus, für 
die das Modell angepasst wird, wie zum Beispiel bei Sloth et al. [Slo06] und Farid [Far03]. 
Durch die Symmetrie werden nur radiale Gradienten berücksichtigt. Über die getroffenen 
Annahmen hinaus gehende (Sub-)Strukturen können nicht direkt berücksichtigt werden und 
werden oft in Form von empirisch zu bestimmenden, „effektiven“ Parametern implementiert. 
Für eine zukünftige mathematische Modellierung der Partikelmorphologien bei der 
Sprühpolymerisation (Abb. 1), die eine vielversprechende Weiterentwicklung etablierter 
Sprühprozesse darstellt, lassen sich bisherige, eindimensionale Ansätze zur Beschreibung der 
Prozesse nur in Spezialfällen anwenden. Um das theoretische Verständnis der Strukturbildung 
im Tropfen weiterzuentwickeln, ist eine dreidimensionale Auflösung des Tropfens und eine 
möglichst detaillierte Simulation der strukturbildenden Prozesse anzustreben.  
 
Abb. 1: Partikelmorphologien bei der Sprühpolymerisation [Bie09] 
Die Simulation komplexer strukturbildender Prozesse, wie sich laufend verändernder 
Grenzflächen zwischen verschiedenen Phasen, Bildung oder Fraktur von Feststoffbrücken 
oder der Ausbildung von Poren, ist sehr anspruchsvoll und bereitet mit etablierten, 
gitterbehafteten Methoden große Schwierigkeiten. Als Alternative bieten sich gitterfreie 
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Simulationsverfahren an, in denen sich unregelmäßig im Rechengebiet verteilte 
Interpolationspunkte – üblicherweise als „Partikel“ bezeichnet –gemäß den Materialgesetzen  
und den Regeln der Hydrodynamik bewegen und verändern. Diese Partikel werden 
entsprechend einer Lagrange-Betrachtungsweise beobachtet und können sich unabhängig 
voneinander (unter Einhaltung der zu Grunde liegenden physikalischen Gesetze) bewegen, so 
dass eine Adaption eines Gitters auf Deformationen, bewegte Grenzflächen etc. obsolet wird. 
Mehrphasensysteme lassen sich durch unterschiedliche Partikeltypen darstellen, so dass sich 
die Veränderung einer Grenzfläche direkt aus der Bewegung der Grenzflächenpartikel ergibt.  
Einige gitterfreie Verfahren, wie die DEM-Methode (Discrete Element Method), können 
strukturmechanische Gesetzmäßigkeiten nur über Partikelinteraktionen wie Feder-Dämpfer-
Beziehungen abbilden, die zusätzlich wieder parametriert werden müssen. Die Wahl der 
Parameter wirkt sich dabei stark auf das Simulationsergebnis aus [Led08]. Dementsprechend 
sind Simulationsverfahren vorzuziehen, die die Interaktionen der Partikel in kanonischer 
Weise aus den Kontinuumsgleichungen ableiten und keine zusätzliche Parametrierung von 
Hilfsbeziehungen benötigen. Dies ist beispielsweise bei der Methode “Smoothed Particle 
Hydrodynamics” (SPH) gewährleistet, auf deren Basis am Institut für Chemische 
Verfahrenstechnik Modelle zur Simulation der Strukturbildung bei verfahrenstechnischen 
Prozessen entwickelt werden. Ein Porenbildungs-Prozess wurde als Beispiel einer 
Morphologie-Entwicklung gerechnet und in [Kel09] vorgestellt. Bei der Entwicklung 
gitterfreier Modelle treten andere Schwierigkeiten auf als bei gitterbehafteten Ansätzen. Ein 
Problem ist die Umsetzung von Randbedingung, für die Sprühtrocknung insbesondere von 
Nusselt- und Sherwood-Korrelationen. Daher müssen zunächst die zu Grunde liegenden 
Mechanismen implementiert und mit etablierten Verfahren validiert werden, ehe ein Modell 
für die Simulation der Morphogenese bei Sprühprozessen weiterentwickelt werden kann. Im 
Folgenden wird daher ein gitterfreies Modell zur Verdampfung eines homogenen 
Flüssigkeitstropfens vorgestellt und mit einem gitterbehafteten Ansatz verglichen. 
Smoothed Particle Hydrodynamics 
Die gitterfreie Simulationsmethode Smoothed Particle Hydrodynamics wurde im Jahr 1977 
sowohl von Lucy [Luc77] als auch von Gingold und Monaghan [Gin77] vorgestellt, um 
astrophysikalische Probleme berechnen zu können. Nachdem sich die Methode für derartige 
Fragestellungen etabliert hat, wird sie mittlerweile auch in anderen Anwendungsbereichen 
wie dem Küsteningenieurwesen oder den Materialwissenschaften eingesetzt. Der zu Grunde 
liegende Ansatz folgt aus der statistischen Schätztechnik (Lucy bezieht sich beispielsweise 
auf Monte-Carlo-Methoden [Luc77]). Eine Größe f kann dabei über eine Integral-
Approximation dargestellt werden [Mon05]: 
 
( ) ( ) ( )∫ ′′−′= rrrrr dff δ . (1) 
δ ist die Deltafunktion und dr’ ein differentielles Volumenelement. Die Deltafunktion kann 
mit Hilfe einer Kernfunktion W angenähert werden, die auf eine Längenskala h normiert ist 
 ( ) ( ),hW
h
rrrr ′−=′−
→0
limδ . (2) 
Die Kernfunktion muss dabei der Bedingung genügen, dass sie für den Grenzfall h→0 zur 
Deltafunktion wird. Bei einer endlichen Längenskala h (oft auch als „smoothing length“ 
bezeichnet) kann Gleichung 1 mit Hilfe der Kernfunktion ausgedrückt werden als 
 
( ) ( ) ( ) ( )2, hOdhWff +′′−′=∫ rrrrr ρρ . (3) 
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Im SPH-Algorithmus wird das Integral durch eine Summation ersetzt, so dass der Term ρ·dr’ 
für ein finites dr’ ein Massenelement m repräsentiert. Für ein Partikel i kann daraufhin die 
Größe f mit Hilfe einer Summation über alle anderen Partikel j berechnet werden: 
 
( ) ( )∑ ′=
j
ijj
j
j
i hWf
mf r
ρ
. (4) 
Wij ist hierbei die Kernfunktion in Abhängigkeit des Abstandes der Partikel i und j. 
Üblicherweise werden Kern-Funktionen gewählt, die außerhalb eines maximalen 
Interaktionsradius‘ Null werden, so dass nur Nachbarpartikel (sowie das Partikel i selbst) in 
die Berechnung einfließen, deren Abstand geringer ist. Die erste Ableitung wird gemäß 
 
( )
∑=∇
j
ij
j
j
j
i dr
hdWfmf ijeρ  (5) 
mit Hilfe der Ableitung der Kernfunktion berechnet [Ros09], die zweite Ableitung über 
 ( ) ( ) ( )
dr
hdWffmf ij
j
ji
j
j
i ∑
−
−
=∇
ji rrρ
22  (6) 
bestimmt. Prinzipiell ist auch eine Formulierung mit Hilfe der zweiten Ableitung der 
Kernfunktion denkbar, die aber sehr sensitiv gegenüber der Partikelanordnung ist und 
überdies durch einen Vorzeichenwechsel der zweiten Kernfunktionsableitung unphysikalische 
Effekte hervorrufen kann. Mit Hilfe der Gleichungen 4-6 können die zu simulierenden 
Modellgleichungen in eine SPH-Diskretisierung übersetzt werden. 
Typische Kernfunktionen sind beispielsweise Gauss- oder Spline-Kernel. Der in dieser Arbeit 
verwendete kubische Spline wird folgendermaßen berechnet 
 
( )
( ) ( )[ ]
( )[ ]





>
≤≤−
≤≤−−−
=
20
212
10142
3
33
q
qqa
qqqa
qW ,     
h
q
rr ′−
= . (7) 
Das Integral über die Kernfunktion muss für eine korrekte Approximation der Deltafunktion 
eins sein, so dass der Vorfaktor a in Abhängigkeit der Längenskala h und der 
Raumdimensionen des Problems zu bestimmen ist. Für drei Dimensionen beträgt a  
 ( ) 134 −= ha pi . (8) 
Modellgleichungen, kugelsymmetrischer Ansatz 
Die Modellgleichungen entsprechen dem Ansatz von Sloth et al. [Slo06], wobei hier der 
Spezialfall der Verdampfung reiner Flüssigkeiten betrachtet wird. Durch die Verdampfung 
der Flüssigkeit verändert sich der Tropfenradius rd im zeitlichen Verlauf gemäß 
 ( ) ( )( ) ( )( )∞−ℜ−= TprTprT
MW
dt
dr
vdv
dl
ld
ρ
β
. (9) 
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Der Dampfdruck pv wird über die Antoine-Gleichung berechnet. β ist der Koeffizient für den 
Massentransport, der über die Sherwood-Zahl berechnet wird: 
 
d
g
r
DSh
2
⋅
=β . (10) 
Die Wärmeleitung innerhalb des Tropfens wird in radialer Richtung r über 
 ( )Tr
rct
T
p
∇∇=
∂
∂ λ
ρ
2
2
1
 (11) 
beschrieben. In der Tropfenmitte betragen aufgrund der Symmetrie die Gradienten Null. An 
der Phasengrenze ist der Wärmefluss in der Flüssigkeit gleich der über die Phasengrenze 
transportierten Wärmemenge abzüglich der für die Verdampfung aufzuwendenden latenten 
Wärme. Entsprechend ergeben sich folgende Randbedingungen: 
 
( ) 00, =
∂
∂
z
tT
, (12) 
 
( ) ( )( )
dt
drhrTT
z
rtT dgl
d
d ραλ →
∞
−−=
∂
∂ ,
. (13) 
Der Wärmetransportkoeffizient α wird über die Nusseltzahl berechnet: 
 
d
g
r
Nu
2
λ
α
⋅
= . (14) 
Modellgleichungen, SPH-Ansatz 
Das SPH-Modell wurde in kartesischen Koordinaten implementiert. In diesem Bezugssystem 
verändert sich die Wärmeleitungsgleichung 11 zu 
 
( )T
cdt
Td
p
∇∇= λ
ρ
1
. (15) 
Diese kann in SPH-Form folgendermaßen geschrieben werden: 
 
( )
∑
−
−
+
=
j
ijji
ji
ji
ji
j
ip
i
dr
hdWTTm
cdt
Td
ji rrλλ
λλ
ρρ
221
,
. (16) 
Eine Herausforderung stellt die Implementierung von Nusselt- und Sherwood-Korrelationen 
dar, da diese nicht – wie bei einer eindimensionalen Modellierung – für die gesamte 
Oberfläche eines kugelförmig anzunehmenden Tropfens berechnet werden müssen, sondern 
für jedes einzelne Oberflächenpartikel gesondert. Die flächenbezogenen 
Transportkoeffizienten erfordern Kenntnis über das Verhältnis von Oberfläche zu Volumen 
bei diesen Partikeln, welches sich nur für geometrische Sonderfälle direkt berechnen lässt. 
Eine ähnliche Fragestellung tritt bei der Berechnung der Oberflächenspannung auf, die 
ebenfalls eine flächenbezogene Größe ist. Hierfür wurde von Brackbill et al. [Bra92] das 
continuum surface force (CSF) Modell entwickelt, welches beispielsweise von Morris 
[Mor00] in eine SPH-Formulierung übersetzt wurde. 
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Im CSF-Modell wird eine scharfe Grenzfläche mit sich sprungartig verändernden Werten 
durch eine Art Grenzvolumen ersetzt, welches bis zu einem gewissen Abstand um die 
ursprüngliche Grenzfläche herum gelegt wird und innerhalb dessen sich Werte kontinuierlich 
zwischen beiden Phasen ändern. Gradienten treten nur in normaler Richtung zur Grenzfläche 
auf. Der Normalenvektor auf dieser Grenzfläche kann über den Gradienten einer sogenannten 
Farbfunktion („colour function“) c bestimmt werden, welche für beide Phasen 
unterschiedliche Werte annimmt: 
 
c
c
∇
∇
=nˆ . (17) 
Brackbill et al. benutzten beispielsweise die Dichte von Fluid und Gas als Farbfunktion. In 
den hier vorgestellten Rechnungen wurde der Partikeltyp gewählt. Für ein scharfes Interface 
kann der volumenbezogene Wärmestrom aus dem flächenbezogenen mit Hilfe einer 
Oberflächen-Deltafunktion δS berechnet werden, die ihr Maximum in der Grenzfläche besitzt 
und in normaler Richtung zur Oberfläche abnimmt [Mor00] 
 SAV qq δ⋅= && . (18) 
Für das unscharfe Interface des CSF-Modells wird diese Deltafunktion durch eine 
Approximationsfunktion ausgedrückt, die mit Hilfe des Gradienten der Farbfunktion 
bestimmt werden kann. Die genaue Herleitung ist bei Brackbill et al. [Bra92] zu finden. Für 
den Wärmestrom ergibt sich folgender Zusammenhang 
 [ ]c
cqq AV
∇
⋅= && , (19) 
wobei [c] den (ungeglätteten) Sprung von c über die Phasengrenze beschreibt. Für ein Partikel 
i ergibt sich dabei die folgende SPH-Formulierung: 
 [ ] [ ] ( )∑ ∇=
∇
j
ijjj
i
hWcV
cc
c 1
. (20) 
Hier wird anstelle des üblicherweise in SPH-Gleichungen verwendeten Verhältnisses mj/ρj 
das Volumen Vj in der Summation verwendet, da die Dichte im Phasengrenzgebiet ebenfalls 
geglättete Zwischenwerte annimmt: 
 ( )∑=
j
ijji hWmρ . (21) 
Da das CSF-Modell eine scharfe Grenzfläche durch ein Grenzvolumen ersetzt, findet ein 
Wärme- oder Stoffübergang nicht nur direkt an der Grenzfläche, sondern innerhalb des 
gesamten Grenzvolumens statt. Bei einer SPH-Formulierung sind also alle Partikel, die sich 
innerhalb dieses Volumens befinden, auch Gaspartikel, zu berücksichtigen. Physikalisch 
sinnvoll ist allerdings, dass die Nusselt-/Sherwood-Randbedingungen lediglich auf den 
flüssigen Grenzschichtanteil wirken. Dementsprechend müssen für Gaspartikel berechnete 
Wechselwirkungen entweder auf benachbarte Fluidpartikel projiziert werden, oder die Werte 
des Fluidanteils werden doppelt gezählt und der Gasanteil nicht berücksichtigt. Aus 
Symmetriegründen sollte jeweils die Hälfte der übertragenen Wärme-/Stoffmenge auf einer 
Seite der Grenzschicht berechnet werden, da zwar mehr Gas- als Flüssigpartikel im 
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Einflussbereich der Grenzschicht sind, letztere aber ein größeres Oberfläche/Volumen-
Verhältnis aufweisen. Gleichung 16 wird für Flüssigkeits-Randpartikel also modifiziert zu: 
 
( )
[ ] ( )∑ ∞−
∇
−
−
−
+
=
j
Nui
iip
ijji
ji
ji
ji
j
ip
i TT
cc
c
dr
hdWTTm
cdt
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,
,,
2
221
ρ
α
λλ
λλ
ρρ ji rr
. (22) 
In analoger Weise wird die Verdampfung an der Phasengrenze implementiert: 
 [ ] ( )∞−ℜ
∇
−=
,,
2 vivlii ppTc
cMWV
dt
dm β
. (23) 
Den Gaspartikeln wird die in der Nusselt-Korrelation aufgeprägte Temperatur T∞ und eine 
Dirichlet-Randbedingung zugeordnet. Gleiches gilt für den Partialdruck in der Sherwood-
Randbedingung. Die Flüssigkeitspartikel in der Grenzschicht verlieren aufgrund der 
Verdampfung fortwährend Masse. Wenn sie vollständig verdampft sind, werden sie in 
Gaspartikel umgewandelt und übernehmen die relevanten Werte und Nusselt-/Sherwood-
Randbedingungen von einem benachbarten Gaspartikel. Da sich Größe und Position der 
Grenzschicht-Partikel in diesem einfachen Modell jedoch nicht ändern, können für Partikel 
mit sehr kleiner Masse an dieser Stelle Ungenauigkeiten in der Berechnung auftreten. Eine 
lokale Verfeinerung mit Partikeln unterschiedlicher Größe ist daher als nächster 
Implementierungsschritt zu überlegen. 
Simulations-Parameter 
Simulationen wurden für einen Tropfenradius von 0,3 mm durchgeführt. Das gitterbasierte 
Modell wurde mit 200 Stützstellen in zwei Bereichen mit jeweils 100 Punkten diskretisiert. 
Der Bereich von 90 % des Tropfenradius bis zur Grenzfläche wird fein aufgelöst, der restliche 
innere Bereich gröber. Entsprechend der Tropfenverkleinerung wird das Gitter mitbewegt. 
Im SPH-Modell wurden Partikel mit einer Längenskala von 0,02 mm verwendet. Die 
Interpolationslänge der Kernfunktion wurde auf den dreifachen Wert festgelegt, da kleinere 
Werte zu Abweichungen bei der Berechnung der Normalenvektoren führen können. Da in 
dem hier vorgestellten Modell lediglich diffusive Effekte betrachtet werden, wurde die 
Partikelbewegung vernachlässigt und mit ortsfesten Partikeln gerechnet. Der Einfachheit 
halber wurde eine hexagonale Anordnung gleich großer (volumengleicher) Partikel gewählt. 
Der Tropfen wird aus Flüssigkeitspartikeln dargestellt, die von einer Gasschicht von drei 
Partikeln Dicke umgeben sind. Ein kegelförmiger Ausschnitt gemäß der Vorschrift 
 
222 5.0 xzy ≤+  (24) 
wurde aus dem gesamten Tropfen als Modellgebiet ausgeschnitten, um den Rechenaufwand 
zu senken. Ein Partikelsetup mit 1300 Partikeln ist in Abb. 2 dargestellt. 
               
Abb. 2: Partikelsetup mit 1300 Partikeln als 2D-Projektion(l) und vollständige Darstellung(r) 
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Ergebnisse und Diskussion 
Abb. 3 zeigt den Vergleich von Verdampfungsrechnungen für Tropfen mit Starttemperaturen 
von 50 und 70 °C und Umgebungsbedingungen von 50 % relativer Luftfeuchtigkeit bei 60 °C. 
 
Abb. 3: Tropfenradius als Funktion der Zeit, Umgebungsbedingungen: Tg = 60 °C, rF = 50 %, 
Startwerte (t=0): rTr = 0,3 mm, Tl = 70 °C (links) bzw. 50 °C (rechts) 
Die Rechnungen zeigen eine gute Übereinstimmung. Abweichungen treten insbesondere bei 
sehr kleinen Tropfenradii auf, für die das Oberfläche/Volumen-Verhältnis bei der 
verwendeten Auflösung (Partikelgröße) nicht mehr hinreichend genau berechnet werden 
kann. Desweiteren sind – insbesondere bei einer Anfangstemperatur des Tropfens von 70 °C – 
zwischenzeitliche Abweichungen erkennbar, die den teils schrittweisen Veränderungen der 
Grenzfläche während des Verdampfungsprozesses und Abweichungen im Wärmeübergang 
bei Randpartikeln, die sehr viel Masse verloren haben, zuzuordnen sind. Derartige Fehler 
sollten sich durch lokale Verfeinerungen deutlich reduzieren lassen. 
Abb. 4 zeigt den Vergleich von Verdampfungsberechnungen für verschiedene Geometrien. 
Die Umgebungsbedingungen sind gleich wie in Abb. 3; die Starttemperatur der Flüssigphase 
beträgt 60 °C. Links ist die Verdampfung eines Tropfens dargestellt, während auf der rechten 
Seite die Verdampfung in einem unendlich ausgedehnten Wasserbecken mit adiabatem Boden 
berechnet wurde. Für den letzten Fall wurde im 1D-Gitter-Modell die Differentialgleichung 
für kartesische Koordinaten umgeschrieben, während im SPH-Modell lediglich die in den 
Eingabe-Dateien hinterlegte Geometrie verändert wurde. Die Ergebnisse zeigen in beiden 
Fällen eine gute Übereinstimmung, womit die Tauglichkeit des CSF-Ansatzes für die 
Berechnung von Nusselt- und Sherwood-Rändern in SPH-Berechnungen unterstrichen wird. 
 
Abb. 4: Tropfenradius (links) bzw. Höhe einer Wassersäule (rechts) als Funktion der Zeit, 
Umgebungsbedingungen: Tg = 60 °C, rF = 50 %, 
Startwerte (t = 0): Tl = 60 °C, rTr = 0,3 mm (links) bzw. h = 20 mm (rechts) 
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Zusammenfassung und Bewertung 
Ein neuer Modellierungsansatz für die Verdampfung eines Einzeltropfens wurde auf Basis 
einer gitterfreien Simulationsmethode entwickelt und mit einer gitterbehafteten Simulation 
verglichen. Die Ergebnisse stimmen gut überein und zeigen, dass die gitterfreie Methode in 
der Lage ist Trocknungsprozesse abzubilden. 
Schwierigkeiten ergeben sich im Vergleich zu etablierten Modellen an anderen Stellen. Die 
Berücksichtigung von Nusselt- und Sherwood-Korrelationen ist nicht trivial. Insgesamt ist der 
Implementierungsaufwand für ein gitterfreies Modell zunächst höher, eröffnet allerdings mit 
Blick auf die Simulation strukturbildender Prozesse auch neue Anwendungsmöglichkeiten. 
Stärken zeigt die gitterfreie Modellierung bei der Betrachtung von Mehrphasen-Systemen mit 
beliebig geformten Oberflächen, wie in [Kel09] für die Entwicklung einer Pore und hier für 
die Verdampfung gezeigt wurde. Nachdem die grundlegenden physikalischen Vorgänge 
implementiert und validiert wurden, kann auf dieser Basis das Modell für die Morphologie-
Entwicklung bei der Tropfenverdampfung weiterentwickelt werden. 
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Abstract 
Bei der Trocknung flüssiger Lebensmittel ist es wünschenswert bereits mit möglichst 
geringen Wassergehalten den Trocknungsprozess zu beginnen. Mit dabei steigendem 
Feststoffgehalt steigt in der Regel auch die Viskosität an. Im Falle von Stärke, welches ein 
weit verbreiteter Inhaltsstoff in der Lebensmittelindustrie ist, muss dann eine vergleichsweise 
hochviskose, viskoelastische Flüssigkeit getrocknet werden, speziell wenn die Stärke 
(teilweise) verkleistert vorliegt. Für die Sprühtrocknung ist hierbei neben der Erzeugung von 
kleinen Tropfen bzw. einer großen Austauschfläche für einen guten Stoff- und 
Wärmetransport auch eine enge Tropfengrößenverteilung wichtig, um unvollständige oder zu 
starke Trocknung zu vermeiden. Dies ist in herkömmlichen pneumatischen Düsen nur mit 
hohen Gasströmen zu erreichen. 
Die so genannte „effervescent nozzle“ ist vom Grundprinzip eine pneumatische Düse mit 
innerer Mischung. Entgegen dem herkömmlichen Prinzip tritt die Druckluft allerdings durch 
einen perforierten Einsatz kurz vor dem Düsenaustritt blasenförmig in die Flüssigkeit ein. 
Durch den gemeinsamen Austritt der Flüssigkeit und des Gases verringert sich die 
Ligamentdicke der Flüssigkeit, was die Zerstäubung positiv beeinflusst. Die Expansion des 
Gases beim Austritt aus der Düse trägt weiterhin zur Zerstäubung der Flüssigkeit bei [Sov01]. 
Gleichzeitig kann der benötigte Gasstrom verringert werden. Diese Charakteristika machen 
die „effervescent atomization“ für die Sprühtrocknung von stärkehaltigen Lebensmitteln 
besonders interessant. 
In den vorgestellten Arbeiten wurde der Einsatz der „effervescent nozzle“ zur Zerstäubung 
unterschiedlicher, verkleisterter Stärkesuspensionen untersucht. Dabei wurde der Einfluss 
unterschiedlicher Zerstäubergeometrien und Stärkekonzentrationen bei variierendem 
Verhältnis von Gas- und Flüssigkeitsmassenstrom gezielt betrachtet. Die Ergebnisse sind 
hinsichtlich der Sauterdurchmesser vergleichbar mit denen herkömmlicher pneumatischer 
Düsen bei gleichzeitig geringeren Gasströmen. Die Breite der Verteilung ist je nach 
Betriebsweise der „effervescent nozzle“ allerdings deutlich größer. Weiterhin wurden in der 
Literatur vorhandene Modellierungsansätze [Gec08] zur Beschreibung der resultierenden 
Sauterdurchmesser anhand von Prozess- und Stoffparametern auf ihre Anwendbarkeit für die 
untersuchten Suspensionen überprüft. Dabei zeigten sich Unzulänglichkeiten der vorhandenen 
Ansätze. 
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Abstract 
Ziel des vorliegenden Projektes ist die Charakterisierung struktureller Veränderungen der Öl-
Wasser-Phasengrenze (O/W-Phasengrenze) sowie der Luft/Wasser-Phasengrenze (L/W-
Phasengrenze) bei der Mikroverkapselung von lipophilen Inhaltsstoffen mittels 
Sprühtrocknung unter Verwendung von Hydrokolloiden, Proteinen und deren Derivaten. Der 
Strukturaufbau an der O/W-Phasengrenze erfolgte durch Herstellung von 
Multilayeremulsionen unter Verwendung von Lecithin und Chitosan. Dabei zeigte sich in der 
flüssigen Multilayeremulsion im Vergleich zur Emulsion mit einfacher Phasengrenzschicht 
eine erhöhte oxidative Stabilität, nicht jedoch im sprühgetrockneten Feststoffpartikel. 
Unterschiede in der Mikroverkapselungseffizienz müssen durch verfahrenstechnische 
Modifikationen reduziert werden und die Barriereeigenschaften im Hinblick auf 
Diffusionsvorgänge untersucht werden. Eine Modifikation der L/W-Phasengrenze durch 
Proteinhydrolsate erscheint auf Basis der Oberflächenbelegungskinetik möglich. Es wird 
erwartet, dass dies Auswirkungen auf die Verkapselungseffizienz und die Funktionalität der 
Feststoffpartikel hat.  
 
Einleitung 
Die Sprühtrocknung von Emulsionen ist eine Möglichkeit, lipophile funktionelle 
Lebensmittelinhaltsstoffe und pharmazeutische Wirkstoffe zu verkapseln und so zu 
stabilisieren. Die Verkapselung in eine Matrix aus niedermolekularen Kohlenhydraten bietet 
dabei durch Herabsetzen der Sauerstoffdiffusivität durch die Trägermatrix einen partiellen 
Schutz gegen oxidative Veränderungen des verkapselten Kernmaterials. Der Einsatz von 
Hydrokolloiden,  Proteinen und deren Derivaten bietet die Möglichkeit, komplexe Strukturen 
an der Öl-Wasser-Phasengrenze in der Emulsion und an der Tropfenoberfläche (L/W-
Phasengrenze) nach der Emulsionszerstäubung aufzubauen. Die physikalische 
Charakterisierung dieser Strukturen, deren Verhalten während der Sprühtrocknung sowie 
deren Einfluss auf die Stabilität des verkapselten Kernmaterials ist Ziel des vorliegenden 
Projekts. Im vorliegenden Beitrag werden unter Verwendung von  Lecithin und Chitosan 
hergestellte  Multilayeremulsionen behandelt. 
Als alternatives Verfahren zum Strukturaufbau ist eine Modifizierung der 
Oberflächenzusammensetzung bedingt durch die Akkumulation grenzflächenaktiver 
Substanzen an der Tropfenoberfläche nach der Zerstäubung im Trocknungsprozess möglich. 
Von Interesse sind hier lebensmitteltaugliche grenzflächenaktive Substanzen wie z.B. 
Milchproteine und deren Hydrolysate. 
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Methodisches Vorgehen zur Herstellung von Multilayeremulsionen 
Als Modellsubstanz wurde Fischöl (Omevital 18/12 TG Gold, Cognis Deutschland GmbH, 
Illertissen, Deutschland) eingesetzt. Die Lecithin-basierte Emulsion mit einfacher 
Phasengrenzschicht bestand aus 9 % Fischöl, 1 % Lecithin (Ultralec P-IP, ADM, Decatur, 
USA)  und 35,2 % Glukosesirup; die chitosanhaltige Multilayeremulsion enthielt zusätzlich 
0,2 % Chitosan (Acetylierungsgrad 75 %, mittleres Molekulargewicht, Sigma Aldrich Chemie 
GmbH, Steinheim, Deutschland).  Die Emulsionsherstellung erfolgte mittels 
Hochdruckhomogenisation (Panda 2K, GEA Soavi, Italien), die anschließende 
Sprühtrocknung erfolgte auf einem Niro Mobile Minor, ausgerüstet mit Zerstäuberscheibe, 
bei Lufteintritts- und Luftaustrittstemperatur von 180/70 °C sowie 4 bar. 
Zum Nachweis der elektrostatischen Anlagerung des Chitosans an die über den 
Primäremulgator Lecithin stabilisierten Öltropfen wurden Zeta-Potential-Messungen 
(Zetasizer Nano ZS, Malvern Instruments GmbH, Herrenberg, Deutschland) durchgeführt. 
Zum weiteren Nachweis der elektrostatischen Anlagerung wurde die Änderung der 
Grenzflächenspannung über die Tropfenkonturanalyse (OCA 20, DataPhysics Instruments 
GmbH, Filderstadt, Deutschland) analysiert. Die Oxidationsstabilität des verkapselten 
Kernmaterials wurde anhand des Hydroperoxidgehaltes untersucht. Die Bestimmung des 
Hydroperoxidgehaltes erfolgte photometrisch nach der Thiocyanatmethode wie sie für die 
Analyse von Milchfett beschrieben ist [Int91]. Der Gehalt an extrahierbarem Öl wurde mittels 
Lösungsmittelextraktion [Dru08] bestimmt. 
 
Methodisches Vorgehen zur Bestimmung der Grenzflächenakkumulation von Proteinen 
und Proteinhydrolysaten an einer Tropfenoberfläche 
Die Grenzflächenakkumulation von Proteinen und Proteinhydrolysaten wurde unter 
Verwendung von Natriumkaseinat, Kaseinhydrolysat, Molkenproteinisolat und 
Molkenproteinhydrolysat (Fonterra Europe GmbH, Hamburg, Deutschland) sowie α-Kasein, 
β-Kasein, κ-Kasein (Sigma Aldrich Chemie GmbH, Steinheim, Deutschland) untersucht. 
Mittels hochauflösender dynamischer Tropfenkonturanalyse wurde zunächst die 
Grenzflächenspannung nach Injektion der Proteinlösungen (0,1-1,0%) in einen Wassertropfen 
analysiert. Die Änderung der Grenzflächenspannung wurde in Anlehnung an das 
Diffusionsmodell von Ward und Tordai ausgewertet. Es wurde zunächst direkt nach Injektion 
die Lag-Phase bis zum Abfall der Grenzflächenspannung gemessen. Für den darauffolgenden 
Zeitraum, in dem ein quasi-linearer Zusammenhang zwischen Oberflächendruck und 
Quadratwurzel der Zeit festgestellt wurde, wurde eine Geschwindigkeitskonstante ermittelt, 
die die Diffusion und Inkorporation in die Tropfenoberfläche charakterisiert. Zum Nachweis 
der Modifikation der Oberflächenzusammensetzung der sprühgetrockneten Partikel wurde 
fluoreszenzmarkiertes Milchprotein eingesetzt und mittels konfokaler 
Laserscanningmikroskopie (CLSM) untersucht (Leica TCS SP 1, Leica Microsystems, 
Wetzlar, Deutschland). Die Anregung der mit Fluoresceinisothiocyanat (FITC) markierten 
Proteine erfolgte bei 488 nm, der Emissionsbereich wurde bei 500 bis 550 nm festgelegt. Die 
Markierung der Milchproteine erfolgte in Anlehnung an [Kol06]. Als weitere 
Fluoreszenzfarbstoffe wurden Rhodamin B Isothiocyanat (RBITC) sowie 7-
Methoxycoumarin-3-carboxylsäure N-succinimidylester (MCAA) untersucht.  
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Lecithin-/ 
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benetzter 
Öltropfen
Austausch der Lecithin-
gegen die Chitosanlösung
Lecithinbenetzter
Öltropfen
Ergebnisse und Diskussion 
Modifizierung der W/O-Phasengrenze durch Layer-by-Layer-Technologie   
Die Layer-by-Layer-Technologie wurde zunächst unter Verwendung von Lecithin als 
Primäremulgator einer o/w-Emulsion und anschließender Anlagerung von Chitosan an das 
Lecithin durchgeführt. Chitosankonzentrationen zwischen 0,01-0,1 % in der 
Sekundäremulsion führten zu Flockung und Bruch der Emulsion.  Hingegen waren 
Sekundäremulsionen, die 0,2-1,0 % Chitosan enthielten, stabil. Ab einer Konzentration von 
0,5 % Chitosan war die Viskosität der Emulsion deutlich erhöht, sodass im Hinblick auf einen 
effizienten Sprühtrocknungsprozess die geringste Konzentration (0,2 %) gewählt wurde.  
In der Literatur wird lediglich der Umschlag des Zetapotentials als Nachweis für eine 
elektrostatische Anlagerung herangezogen [Sha07; Kli05a]. In der vorliegenden Arbeit betrug 
das Zetapotential der Primäremulsion -51 mV, das der Sekundäremulsion +62 mV. Jedoch 
wurde in einer reinen Lecithin (0,2 %)- und Chitosanlösung (0,25 %) ein Zetapotential von -
33 mV bzw. +57mV gemessen (in deren Mischung betrug das Zetapotential +41 mV). 
Aufgrund von Assoziationskolloiden kann daher in diesen Systemen eine Änderung des 
Zetapotentials nur bedingt als Hinweis auf eine elektrostatische Anlagerung gesehen werden. 
Um mit einer weiteren unabhängigen Methode die Anlagerung von Chitosan an das Lecithin 
nachzuweisen, wurde mittels Tropfenkonturanalyse die Multilayerausbildung um einen 
Öltropfen modellhaft nachgestellt. Aus Abbildung 1 wird ersichtlich, dass die 
Grenzflächenspannung eines lecithinbenetzten Öltropfens (15 mN/m) nach Austausch der 
Lecithin- gegen Chitosanlösung sehr stark herabgesetzt wurde (1 mN/m). Gleichzeitig 
verformte sich der Öltropfen stark, sodass von einer Anlagerung des Chitosans an das 
Lecithin ausgegangen werden kann. Chitosan selbst besaß in weiteren Untersuchungen keine 
Grenzflächenaktivtät und demnach veränderte sich nach dessen Zugabe die 
Grenzflächenspannung eines mit nichtionischem Emulgator (Tween 20 oder Tween 80) 
benetzten Öltropfens nicht (ohne Abbildung). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Abbildung 1: Verlauf der Grenzflächenspannung und Änderung der Form eines 
lecithinbenetzten Öltropfens nach Zugabe einer Chitosanlösung 
 
Aufgrund des im Vergleich zur sprühgetrockneten Primäremulsion (6,3 %) höheren Gehaltes 
an extrahierbarem Öl von 13,4 % ist von einer Tropfenkoaleszenz während des Zerstäubungs- 
und/oder Sprühtrocknungsvorganges der Sekundäremulsion auszugehen. Die 
Tropfenkoaleszenz kann zusätzlich durch die im Vergleich zur Primäremulsion deutlich 
höhere Viskosität der Sekundäremulsion begünstigt worden sein.  Während der Lagerung der 
Emulsionen zeigte sich analog zu Arbeiten von Klinkesorn et al. [Kli05b] eine erhöhte 
Oxidationsstabilität in den nicht sprühgetrockneten Multilayeremulsionen gegenüber den 
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Lecithin-stabilisierten Emulsionen (Abbildung 2). Als Ursache dafür werden die Abstoßung 
positiv geladener prooxidativer Metallionen sowie eine Erhöhung der Barrierefunktion der 
Grenzflächen durch multiple Schichten und damit Erhöhung der Grenzflächendicke diskutiert 
[Kli05a; McC07]. 
 
 
Abbildung 2: Oxidationsverlauf von Fischöl in lecithinhaltiger Primäremulsion bzw. lecithin-
/chitosanhaltiger Sekundäremulsion während der Lagerung bei 20 °C dargestellt anhand des 
Hydroperoxidgehaltes 
 
Abbildung 3: Oxidationsverlauf von Fischöl in sprühgetrockneter lecithinhaltiger 
Primäremulsion bzw. sprühgetrockneter lecithin-/chitosanhaltiger Sekundäremulsion während 
der Lagerung bei 20 °C und 33 % RH dargestellt anhand des Hydroperoxidgehaltes 
 
Grundsätzlich war die oxidative Stabilität des Fischöls im sprühgetrockneten Zustand 
(Abbildung 3) im Vergleich zu den nicht sprühgetrockneten Emulsionen erhöht. Dabei 
oxidierte das Fischöl in der sprühgetrockneten Lecithin-Chitosan-basierten 
Multilayeremulsion schneller als in der sprühgetrockneten lecithinbasierten Primäremulsion. 
Durch die Strukturfixierung während des Mikroverkapselungsprozesses und die Ausbildung 
einer amorphen Feststoffmatrix wird die molekulare Mobilität stark herabgesetzt, so dass die 
Mobilität prooxidativer Metallionen an Bedeutung verliert. Andere Prozesse, wie z.B. die 
Sauerstoffdiffusion durch die Trägermatrix werden als geschwindigkeitsbestimmende Schritte 
der Lipidoxidation angesehen [Dru09]. Als Grund für die schnellere Oxidation in der 
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sprühgetrockneten Lecithin-Chitosan-basierten Multilayeremulsion müssen daher andere 
Faktoren wie z.B. der erhöhte Gehalt an extrahierbarem, also u.a. unverkapseltem, Öl sein. 
 
Grenzflächenakkumulation von Milchproteinen und Proteinderivaten 
Die Grenzflächenakkumulation von Milchproteinen und –hydrolysaten wurde über die 
Änderung der Grenzflächenspannung nach Injektion einer Proteinlösung in einen 
Wassertropfen mittels dynamischer Tropfenkonturanalyse untersucht. Die Lag-Phase lag bei 
Kaseinhydrolysat in einem niedrigeren Bereich als bei Natriumkaseinat und kann auf das 
geringere Molekulargewicht zurückgeführt werden. Der Vergleich der 
Geschwindigkeitskonstanten der Änderung der Oberflächenspannung hingegen zeigt keine 
signifikanten Unterschiede  zwischen Natriumkaseinat und Kaseinhydrolysat (Tabelle 1). 
Eine mögliche Ursache hierfür ist, dass bei der Hydrolyse des Kaseins zwar intramolekulare 
Bindungen aufgespalten werden, ein Auffalten der Kaseinmoleküle aber trotz reduzierten 
Molekulargewichts nicht zu einer besseren Penetration in die Grenzschicht führt. Bei der 
Untersuchung reiner Kaseine zeigte sich, dass die Lag-Phase bis zum Beginn des Abfalls der 
Oberflächenspannung mit zunehmender Proteinkonzentration abnahm. Mit 37 und 101 
mN*m-1/ms0,5 für 0,5 und 1,0 % Protein, war die Geschwindigkeitskonstante des Abfalls der 
Oberflächenspannung bei β-Kasein deutlich höher als bei α- und κ-Kasein (ohne Abbildung). 
Als Ursache ist eine heterogene Verteilung unterschiedlich geladener Aminosäurereste im 
Molekül und das fast vollständige Fehlen von höheren Ordnungsstrukturen im β-Kasein 
anzusehen [Rod99]. 
 
Tabelle 1: Charakterisierung der Entwicklung des Oberflächendrucks an einer sphärischen 
Luft-Wasser-Phasengrenze nach Injektion von Natriumkaseinat oder Kaseinhydrolysat 
 
Probe Proteingehalt Lag-
Phase 
Geschwindigkeits-
konstante k 
Regressions-
koeffizient 
 [%] [ms0.5] [mN*m-1/ms0.5] 
Nartriumkaseinat 0,1 33,7 0,51 0,971 
 0,25 36,8 2,59 0,966 
 0,5 23,7 3,94 0,953 
 0,75 25,8 7,88 0,952 
 1,0 27,4 6,38 0,927 
Kaseinhydrolysat 0,1 25,3 1,04 0,854 
 0,25 21,8 1,73 0,848 
 0,5 20,7 4,84 0,807 
 0,75 23,3 6,09 0,862 
 1,0 15,7 4,51 0,780 
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Tabelle 2: Charakterisierung der Entwicklung des Oberflächendrucks an einer sphärischen 
Luft-Wasser-Phasengrenze nach Injektion von Molkenproteinisolat und -hydrolysat 
 
Probe Protein- 
gehalt 
Lag-
Phase 
Geschwindigkeits-
konstante k 
Regressions-
koeffizient 
 [%] [ms0,5] [mN*m-1/ms0,5] 
Molkenproteinisolat 0,1 - - - 
 0,25 43,3 0,11 0,647 
 0,5 48,5 0,16 0,727 
 0,75 38,5 0,31 0,524 
 1,0 29,2 0,38 0,932 
Molkenprotein-
hydrolysat 
0,1 - - - 
0,25 21,7 0,80 0,787 
 0,5 22,9 1,46 0,709 
 0,75 24,6 4,00 0,822 
 1,0 23,1 4,26 0,589 
 
Im Gegensatz zum Verhalten der Kaseine war bei den hydrolysierten Molkenproteinen im 
Vergleich zum Molkenprotein sowohl die Lag-Phase reduziert als auch die 
Geschwindigkeitskonstante der Änderung der Oberflächenspannung deutlich erhöht (Tabelle 
2). Am Beispiel des Natriumkaseinats konnte die grundsätzliche Eignung eines Labellings mit 
FITC und der anschließenden Charakterisierung der Proben mittels konfokaler 
Laserscanning-Mikroskopie (CLSM) zur Charakterisierung der Verteilung des Proteins in 
sprühgetrockneten Feststoffpartikeln nachgewiesen werden. Der Einsatz alternativer 
Substanzen für das Labelling (RBITC; MCAA) zeigte keine Unterschiede im Hinblick auf die 
Oberflächenbelegungskinetik. Da mittels CLSM  jedoch lediglich eine qualitative Aussage 
zur Oberflächenzusammensetzung möglich ist, werden derzeit Untersuchungen mit 
alternativen Techniken (konfokale Raman-Mikroskopie und Photoelektronenspektroskopie) 
durchgeführt.  
 
 
Zusammenfassung und Ausblick 
Multilayeremulsionen bieten die Möglichkeit über Grenzflächenstrukturierung 
metallionenkatalysierte chemische Reaktionen im dispergierten Kernmaterial zu reduzieren. 
Dies ist ebenfalls als Vorteil für die rekonstituierten Feststoffträgersysteme anzusehen. Im 
Feststoffpartikel selbst ist die Diffusion von Sauerstoff als geschwindigkeitsbestimmender 
Schritt oxidativer Veränderungen anzusehen. Es muss daher in weiteren Untersuchungen der 
Einfluss der Multilayerbildung auf diese Diffusionsprozesse untersucht werden. 
Prozessbedingte Veränderungen wie z.B. Tropfenkoaleszenz und damit einhergehende 
Veränderungen wie z.B. eine Abnahme der Mikroverkapselungseffizienz müssen durch 
verfahrenstechnische Optimierung minimiert werden. Im Hinblick auf die 
Oberflächenzusammensetzung haben die vorliegenden Arbeiten gezeigt, dass eine partielle 
Hydrolyse die Oberflächenbelegungskinetik positiv beeinflussen kann. Dieser Effekt ist 
jedoch von der Proteinkonfiguration, deren Veränderung und damit der Veränderung 
relevanter materialwissenschaftlicher Charakteristika abhängig. In Folgeversuchen muss auch 
hier der Einfluss auf die Funktionalität im Sinne einer Modifizierung der 
Barriereeigenschaften und funktionsrelevanter Parameter untersucht werden.  
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Abstract 
Ruthenium oxide (RuO2) is a promising catalyst material for various industrially important 
chemical reactions, e.g. oxidation of hydrochloric acid. It has been shown that RuO2, if 
deposited on a TiO2 support, can act as an efficient electron transfer catalyst. The target of 
this study in the frame of DFG-SPP 1423 Program is to develop novel process designs of 
advanced RuO2/TiO2 nanocatalysts using the ultrasonic spray pyrolysis (USP). The use of 
USP for the synthesis of nanostructured RuO2/TiO2 particles from an organic metal salt-
solution presents a completely new approach, because this complex catalytic system 
comprising both oxide support and active mass is obtained in one single step contrary to 
conventional procedures, which will be briefly reviewed in this paper. Products are predicted 
by thermochemical analysis using Software FactSage. The nanoparticle synthesis was 
performed at 800°C using different metal atomic fractions of tetra-n-butylorthotitanat and 
ruthenium (III) chloride hydrate in oxygen atmosphere. The degree of core-and shell structure 
formation was investigated using SEM, EDS, FIB, XREM, TEM, XRD analysis. The particle 
outer surface morphology was investigated by SEM, whereas the inner particle structure was 
studied by means of TEM and SEM carried out with crushed particles and particle cross 
sections obtained from focused ion beam (FIB) cutting. Furthermore, XRD analysis verified 
that the particles are at least partially crystallized. First information about the influence of the 
USP process parameters on the particle morphology was obtained by varying the atomic 
fractions of precursors and residence times in the synthesis.  
 
Introduction 
Because of good electrical conductivity and other properties ruthenium dioxide was tested as 
promising candidate for the catalyst in many industrial reactions. The catalytic activity of the 
surfaces of RuO2 sets on at relatively low temperatures, leading potentially to massive savings 
in energy consumption during the operation of the catalyst for air purification. RuO2 is an 
efficient hole and electron transfer catalyst on TiO2 and seems to improve the efficiency of 
charge separation at the metal oxide/semiconductor interface, when deposited in small 
amounts, because an excess amount is capable of acting as a recombination centre. An 
important benefit of RuO2 loading on TiO2 is the increase of conductivity, which ultimately 
allows more efficient charge transfer within the photocatalyst in redox process. The scientists 
at the Berliner Fritz-Haber-Institute of the Max-Planck-Association and the Technical 
University in Vienna presented a model of RuO2 (110) surface [Ove00], [Aßm04]. 
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The small ruthenium atoms are coordinatively unsaturated and have one atomic bond less 
than the bulk catalyst atoms. The unsaturated sites facilitate CO bonding and a subsequent 
reaction with oxygen.   
Core-and-shell nanosized particles have attracted much attention because the free spaces are 
expected to be suitable for novel catalytic reaction. The preparation of RuO2/TiO2 was 
performed by different procedures [Col03], [Pan03], [Chu06], [Yao07], [Liu04]. They are 
generally prepared by thermal decomposition onto metallic titanium substrates. However, a 
variety of microanalytic studies have revealed that the surface composition and features of 
these electrodes are not homogenous. To clarify the physical properties of these 
electrocatalysts in detail and develop more extensive applications, it is desirable to obtain fine 
particles of binary metal oxides. In this regard, the sol-gel process is a good approach to 
prepare the oxide particles of this system. The advantage of using this technique is that one 
could find electrode structures which posses a uniform and homogeneous distribution of 
electrocatalytically active ruthenium points in all the electrode microstructure [Col03]. That 
feature cannot be obtained by the conventional decomposition method.  
Panic et al. [Pan03] have prepared RuO2/TiO2 particles based on the sol-gel method. The 
oxide materials are in the form of the coating on titanium substrate as well as in the form of 
composites – high surface area carbon blacks impregnated with electrochemically active 
oxide. Their investigation included the examination of the oxide morphology and  
electrochemical behaviour, such as activity and stability in electrochemical reactions (chlorine 
evolution reaction and electro-organic synthesis) as well as pseudo-capacitive characteristics. 
The aim was to obtain an oxide material with high activity and stability, with good capacitive 
properties for potential application in electrochemical supercapacitors. The accelerated 
stability test showed that the oxide coatings prepared by the sol-gel procedure are more stable 
than the coatings prepared by thermal decomposition. This is due to the larger real surface 
area (smaller particles with narrow size distribution) of the sol-gel prepared coatings. 
Morphology, and consequently the electrochemical behaviour of sol-gel prepared coatings 
considerably depend on the conditions for oxide sols preparation, which was concluded by 
investigating the influence of the duration of forced hydrolysis for sol preparation, and the 
influence of the addition of alcohols into the dispersing medium of oxide sols on the electrode 
properties. The properties of sol-gel prepared RuO2/TiO2 coatings would be optimal if the 
RuO2 particles were smaller and the TiO2 particles were larger.  
Chueh et al. [Chu06] have successfully prepared RuO2/TiO2 core-and-shell structure by 
reactive sputtering between 200°C and 500°C, at pressure 133.2 Pa and a radiofrequency 
power of 20 W. XRD spectrum of nanowires has shown that it is hard to distinguish if the 
individual peaks originate from either RuO2 or TiO2 owing to the fact that the lattice 
mismatch between RuO2 and TiO2 is less than 5 %. RuO2/TiO2 core-and-shell structure 
contains particles with diameter of 160 nm with a length of 1.5 µm. RuO2/TiO2 films were 
deposited on float pearls by the sol-gel-dipping method [Yao07]. The substrates were coated 
with RuO2-TiO2 precursor sol, air-dried at 120°C and further heated at 500°C to obtain the 
coupled photocatalyst of RuO2/TiO2 films supported on float pearls FP. The results showed 
that TiO2 has anastase structure, and that the added RuO2 was highly dispersed. It is found 
that the FP (the main components: SiO2 and Al6Si2O3) are almost hollow sphere with different 
particle sizes, and its diameter distribution lies between 10 and 100 µm. The film surface is 
smooth with the thickness of film about 1 µm (3 layers). Supported RuO2 catalysts were 
prepared by incipient wetness impregnation of TiO2 with aqueous solutions of Ru(NO)(NO3)3 
x H2O at 25 °C for 5 h [Liu04]. Impregnated supports were dried in ambient at 100 °C 
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overnight and then in flowing dry air. Particle synthesis through USP method enable the 
generation of fine, submicronic to nanoscale, either single or complex, powders from a variety 
of precursor solutions [Gur09]. The process involves the formation of discrete droplets of 
precursor solution in aerosol form and the control over their thermally induced decomposition 
and phase transformation. Aerosol can be easily formed ultrasonically, using a high-frequency 
(100 kHz - 10 MHz) ultrasonic beam [Tsa04] directed to the gas-liquid interface. Liquid 
atomization and aerosol formation occur at a certain value of the acoustic waves amplitude, 
where the average droplet size depends mostly on the solution properties (viscosity, surface 
tension, concentration, density, etc.) as well as the ultrasound frequency. It was already shown 
for nanoparticle synthesis by Tsai et al. [Tsa04] that this technique is suitable for the aerosol 
formation with a narrow droplet size distribution. However, no information regarding to 
synthesis of nanocatalysts based on RuO2/TiO2 by ultrasonic spray pyrolysis USP is available 
to date. The main aim of this work is the synthesis of nanostructured RuO2/TiO2 particles 
from an organic metal salt-solution in one single step which presents a completely new 
approach, because this complex catalytic system comprising both oxide support and active 
mass are obtained from a common precursor.   
Materials and Methods 
Tetra-n-butylorthotitanat, ruthenium (III) chloride hydrate and hydrochloric acid were used as 
precursor for the synthesis of RuO2/TiO2 nanoparticles by ultrasonic spray pyrolysis. The 
most important parts of the set up are the ultrasonic atomizer, the reactor with three separated 
heating zones and an electrostatic precipitator. The temperature and pressure control was 
adjusted using a thermostat and a vacuum pump. Atomization of the obtained solution after 
dissolution of precursor took place in an ultrasonic atomizer (Gapusol 9001, RBI/ France) 
with one transducer to create the aerosol. Based on our previous results, the resonant 
frequency was selected to 2.5 MHz. Oxygen was flushed from bottle to oxidize ruthenium to 
ruthenium oxide continuously through the quartz tube in two different reactors: a) horizontal 
option (l= 0.3 m, d= 0.021 m, Fig. 1.a); b) vertical option (l= 1.5 m, b= 0.042 m; Fig. 1b) at a 
flow rate of 3 l/min. The calculated residence time in horizontal reactor at 800°C amounts 
about 0.2 s, what is more short in comparison to a value of 4.2 s in vertical reactor. 
 
 
Fig. 1.a: Horizontal reactor 
1. USP generator, 2. Thermostat, 3. Quartz 
tube, 4. Furnace, 5. Collection of powder  
Fig. 1.b: Vertical reactor 
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Then atomized droplets of the solution based on Ru and Ti in an ultrasonic generator are 
further transported by oxygen to the furnace (vertical and horizontal reactor). After thermal 
decomposition of transported aerosol in the furnace, the Ru-Ti based nanopowder were 
collected in a reaction tube (Fig. 1.a) and an electrostatic field (Fig. 1.b).  
 
XRPD analysis of the nano-sized sample powders was performed with a Bruker D8 Advance 
Diffractometer utilizing Bragg-Brentano Geometry and θ−θ synchronization of both the X-
ray tube and the detector. The X-rays were produced with a Cu-anode. For the detection of the 
diffracted X-Rays, the lithium drifted silicon “Sol-X Energy Dispersive X-Ray Detector” was 
used. The intensity contributions of both Cu Kα1 (λ=1.5406 A) and Cu Kα2 (λ=1.54439 A) 
radiation were recorded, whereas contributions of K-ßs are removed from the spectrum. The 
generator voltage was 40 kV and the current is set to 40 nA. Different molar ratios of Ru and 
Ti (0.333; 0.222; 0.166) were tested at 800°C in oxygen atmosphere in order to analyse a 
formation of core-and-shell structure. A scanning electron microscope ZEISS DSM 962 
(1994) with W-cathode (lateral resolution 2.5 nm at 30 kV) was used for the characterization 
of the obtained RuO2/TiO2 powders.  
 
SEM images were used to observe the surface morphology of particles formed at different 
parameter sets. An estimation of the impurity level was performed by energy disperse 
spectroscopy (EDS) analysis with a Si(Bi) X ray detector, connected with the SEM and a 
multi-channel analyzer. An EDX-System Oxford Link ISIS with HPGe-Detector and UT-
Window was used for chemical analysis of microscopic volumes for all elements with atomic 
number > 4. The imaging and analysis of very fine particles was performed by transmission 
electron microscopy analysis using FEI Technai F20.  
 
The electrostatic precipitator used a high voltage device by Eltex, Elektrostatik-GmbH, Weil 
am Rhein, Germany to enable the collection of the nanopowder in a special constructed quartz 
tube. 
 
Results and Discussion 
 
Thermodynamic consideration 
 
Phase equlibria in RuO2/TiO2 system by Hrovath et al. [Hro93] was studied up to 1400°C. 
Preliminary results indicate the existence of solid solubilities at 1300°C of approximately 8 % 
RuO2 in TiO2 and a little over 10 % TiO2 in RuO2. At 1400°C RuO2 decomposes to Ru and 
oxygen. Below a temperature 1400°C it is present one mixture of RuO2 in TiO2. The software 
FactSage was used to calculate the stability limits of RuO2 and TiO2 in dependence of gas 
partial pressure. 
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Fig. 2: Stability of RuO2 and TiO2 at 800°C dependently on partial pressure of oxygen and 
hydrogen 
 
 
X-ray Analysis 
 
Rietveld analysis has shown the following components in obtained RuO2 /TiO2 powder. 
 
 
Table 1: Rietveld analysis of obtained powder 
 
Molar ratio of Ru 
and Ti: 
Anatase TiO2 (%) Rutile TiO2 (%) RuO2 (%) 
0.333 5.11 63.79 31.1 
0.222 - 16.35 83.65 
0.166 - 87.81 12.19 
 
 
Characterisation of obtained powders 
 
TEM carried out on a lamella cut by means of a focused ion beam (FIB) technique revealed 
that RuO2/TiO2 particles prepared in a horizontal reactor (T=800°C, ratio 0.333; f=2.5 MHz, 
oxygen flow rate 3l/min) partially exhibited a core and shell structure (shown in Fig. 3, right 
image). 
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Fig. 3: FIB and SEM analysis of obtained powder (T=800°C, ratio 0.333; f=2.5 MHz, 
horizontal reactor) 
 
The dark areas indicate the TiO2 core, which consists of several sub-particles, each of which 
is decorated by Ruthenium-rich particles of the size of 1-5 nm (Fig. 4). EDS analysis of the 
dark areas confirmed a high titanium concentration, but also the presence of Ru. 
 
 
Fig. 4: Small separated nanoparticles with core-shell structure 
 
Due to the short residence time in the horizontal reactor (Fig. 1.a) new experiments were 
performed in a vertical reactor (Fig. 1.b). TEM analysis of the powder obtained at 800°C, 
ratio Ru:Ti  of  0.333, frequency of 2.5 MHz is below shown (Fig. 5 and Fig. 6) 
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Fig. 5.a. TEM analysis 
Fig. 5.b. Particle size distribution 
0 300 600
0
20
40
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80
100
%
Particle size [nm]200 nm 
 
The obtained particles are spherical with different sizes up to 700 nm (Fig. 5.b). 
 
 
Fig. 6: High Angle Annular Dark Field HAADF detection of nanosized particles 
 
As shown in Fig. 6, the majority of the core consists of TiO2, while the shell is predominately 
composed of RuO2. Atomic fractions of precursors, solvent type and process temperature play 
a crucial role in the formation of core-and-shell structures of Ru-Ni [Den08], which shall be 
tested in our future work related to RuO2/TiO2.  
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Conclusion 
Phase equilibria in RuO2/TiO2 system was considered in order to predict final products. 
Spherical nano-sized RuO2/TiO2 with core-and-shell structure were prepared in a single step 
spray pyrolysis process as potential candidate for a catalytic application. The influence of the 
atomic ratios of ruthenium and titanium in precursor and reaction temperature on core-and-
shell structure will be in next paper discussed. 
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Abstract 
Die Morphologie und Partikelgröße der sprühgetrockneten Partikel ist maßgeblich durch die 
Zerstäubung der Polymerlösung beeinflusst. In der Literatur ist gezeigt, dass Oberflächen-
spannung, Dichte und Viskosität der zu versprühenden Lösung die stofflichen Eigenschaften 
sind, die die Größe der Tropfen bestimmen. Untersucht werden daher die Tropfengrößen von 
wässrigen Lösungen mit Polyvinylpyrrolidon und Glycerin bei der Zerstäubung durch eine 
Zweistoffdüse. Dazu erfolgen Messungen der Tropfengrößenverteilung mittels Laserbeugung. 
Die Variation der Viskosität der Polymerlösungen mit verschiedenen Molekülmassen zeigt 
eine starke Abhängigkeit der Tropfengröße von der Kettenlänge der Polymere. Die 
Zerstäubung des langkettige Polymers (Kollidon® 90F) erzeugt eine breite Verteilung bei 
steigender Viskosität. Ebenso werden die mittleren Tropfengrößen stark erhöht, wobei die 
Tropfengrößenverteilungen bei kurzkettigen Polymeren oder Glycerinlösungen keine 
wesentliche Veränderung bei höherer Viskosität erkennen lassen. Das Verhalten der 
langkettigen Polymerlösungen bei der Zerstäubung und Trocknung wird durch Versuche im 
Laborsprühtrockner untersucht. Erste REM Aufnahmen der langkettigen Produkte zeigen 
selbst bei geringen Massenanteilen des Polymers in Wasser (4%) neben unterschiedliche 
Morphologien verwebte Partikel. Konkrete Aussagen zur Ursachen diese Fadenbildung lassen 
sich erst in weiterführenden Untersuchungen geben. 
 
Einleitung 
Die Sprühtrocknung von Polymerlösungen ist ein etabliertes Verfahren zur Herstellung von 
Polymerpartikeln definierte Größe und Form. Pulverförmige Polymere (< 50µm) werden in 
der chemischen, pharmazeutischen, kosmetischen und Lebensmittel produzierenden Industrie 
beispielsweise als Füllmittel und Haftvermittler eingesetzt.  
 
Ein Teilprozess der Sprühtrocknung ist die Zerstäubung der Flüssigkeit durch geeignete 
Zerstäuber. Der Fokus dieser Untersuchungen liegt auf dem Zerstäuben mittels außen 
mischenden Zweistoffdüsen. Hierbei wird die Polymerlösung unter geringem Druck meist 
zentrisch in die Düse gefördert. Beim Ausfließen der Lösung aus der Düse wird es durch 
einen Gasstrom mit hoher Relativgeschwindigkeit konzentrisch beansprucht. Die aero-
dynamischen Kräfte zerstäuben den Flüssigkeitsstrahl, so dass durch die Scherbeanspruchung 
feine Tropfen entstehen. 
 
Die Wirtschaftlichkeit der Sprühtrocknung ist stark abhängig von der Zusammensetzung der 
zu versprühenden Lösungen. Ein niedriger Massenanteil des Lösungsmittels in der Lösung 
bzw. im Tropfen erhöht die Trocknungsgeschwindigkeit, so dass die Verweilzeit des 
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Prozesses verringert werden kann. Kleinere Verweilzeiten erniedrigen die Produktionskosten 
durch Einsparen von Energie bei gleichen Trocknungserfolgen und die Investitionskosten, da 
kleiner Apparate verwendet werden können. Zudem ist beim Trocknen höher konzentrierter 
Lösungen die Konzentration des Lösungsmittels im Trocknungsgas geringer, so dass der 
Aufwand der Lösemittelrückgewinnung gemindert wird. Mit der Erhöhung der Konzentration 
des Polymers in der Lösung steigt die Viskosität der Lösung mit der Konsequenz, dass die 
Tropfenbildung bei der Zerstäubung stark beeinflusst wird. 
 
Wie zuvor beschrieben, wird die Zerstäubung bei der Zweistoffdüse durch die 
Scherbeanspruchung zwischen Gasströmung und Flüssigkeit verursacht. Die Beanspruchung 
erzeugt an der Oberfläche der Flüssigkeit Instabilitäten, diese bilden Wellen an der 
Oberfläche. Werden die Wellen verstärkt bilden sich Ligamente und es kommt schließlich 
zum Tropfenabriss. Mit höherer Viskosität der Flüssigkeit werden die Beanspruchungen an 
der Flüssigkeitsoberfläche stärker gedämpft, so dass die Tropfenbildung verzögert wird. Nach 
Aliseda u.a. führt somit eine steigende Viskosität zu erhöhten Tropfengrößen. [Var03, Ali07] 
 
Die Verzögerung der Tropfenbildung kann bei gleichzeitig erfolgender Trocknung im 
Sprühtrockner die Bildung von Fäden hervorrufen. Werden die Ligamente verzögert 
eingeschnürt bildet sich auf der Oberfläche eine Feststoffhaut auf Grund der Trocknung.  
Diese Feststoffhaut verhindert den Tropfenabriss, so dass verwebte Tropfen bzw. Partikel 
entstehen. Durch eine Konditionierung des Zerstäubungsgases, in dem das Gas mit dem 
Lösungsdampf beladen wird, kann eine gesättigte Atmosphäre um den Flüssigkeitsstrahl 
gebildet werden. Dadurch kann die Trocknungsgeschwindigkeit während der Tropfenbildung 
gesenkt und die Möglichkeit der Fadenbildung verringert werden.  
 
Es werden im Folgenden der Tropfenzerfall und die dadurch resultierende Gestalt der 
sprühgetrockneten Partikel untersucht. Des Weiteren wird eine Apparateeinheit zur 
Luftkonditionierung vorgestellt. 
 
 
Methoden zur Erfassung von Tropfengrößen und Morphologie der Partikel 
 
Die Modellsysteme sind wässrige Lösungen aus Glycerin und wässrige Lösungen aus 
Polyvinylpyrrolidon (PVP) mit unterschiedlichen Molekülmassen. Die verwendeten PVPs 
sind Homopolymere und bezeichnet als Kollidon® 17PF, Kollidon® 30 und Kollidon® 90F 
der Firma BASF SE. Laut Hersteller beträgt die Molekülmasse von Kollidon® 17PF 
ca. 9,000 Da, Kollidon® 30 ca. 49,000 Da und Kollidon® 90F ca. 1,250,000 Da. Glycerin 
besitzt eine Molekülmasse von 92 Da. Durch Variation der Massenanteile der Modell-
substanzen wird die Viskosität, die mit dem Ubbelohde Kapillarviskosimeter bestimmt wird, 
verändert. 
 
Zum Zerstäuben der Flüssigkeit wird eine Zweistoffdüse der Firma Büchi verwendet. Sie 
besitzt einen Innendurchmesser für die Flüssigkeit von 0,7 mm und einen Ringspalt für das 
Treibgas von 1,5 mm. Der Treibgasvolumenstrom beträgt bei allen Einstellungen 1346 NL/h, 
so dass ein Sprühwinkel von ca. 20° erzeugt wird. Angepasst an den Laborsprühtrockner 
B191 der Firma Büchi können die Sprühparameter, welche bei der Messung der 
Tropfengrößen verwendet werden, ebenfalls für die Sprühtrocknung der Polymerlösungen 
verwendet werden. Der B191 wird mit einem Trocknungsgasstrom von ca. 35 m³/h und einer 
Einlasstemperatur von 145 °C betrieben. Auf Grund der kleinen Abmaße besitzt der B191 
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eine Verweilzeit von ca. 1 s. Entnommen aus dem Zyklon der Laboranlage werden die 
Partikel im Rasterelektronenmikroskop (REM) betrachtet. 
 
Die Messung der Tropfengröße erfolgt mittels Laserbeugung, welche eine etablierte Methode 
zur Bestimmung von Partikelgrößen ist. Das Messgerät, HELOS® der Firma Sympatec, 
besitzt bei der verwendeten Sammellinse mit einer Brennweite von 100 mm eine Messbereich 
von 0,5 bis 175µm. Dazu wird monochromatischem Licht eines HeNe-Laser (Wellenlänge ist 
633 nm) durch die Messzone gestrahlt und die Intensitätsverteilung auf Grund der Beugung 
an den Tropfen des Sprays detektiert. Aus dem Beugungsspektrum des Aerosols wird eine 
Tropfengrößenverteilung (TGV) berechnet, wobei diese Tropfendurchmesser Äquivalenz-
durchmesser einer Kugel sind, die die gleiche Streulichtverteilung aufweisen. Auf Grund der 
starken Turbulenz und Dichte des Sprays wird eine Modifikation der Messzone vorgenom-
men, die in Abbildung 1 dargestellt ist. Hierbei befindet sich die Düsenöffnung in ca. 10 cm 
Abstand vom Laserstrahl. Der Trichter und das anschließende Messrohr werden als Blende 
für das Spray verwendet, so dass die Messzone auf den Querschnitt des Rohres reduziert wird. 
Diese Anordnung reduziert das vermessene Volumen des Sprays um ein Vielfaches, weshalb 
hier hinzuweisen ist, dass die Messungen nur unter der Voraussetzung, es liege ein 
homogenes Spray vor, auch für das gesamte Spray zutreffend sind. Dennoch notwendig ist 
diese Blende, da auf Grund der hohen Dichte des Sprays die optische Konzentration in der 
Messzone zu groß wäre. Des Weiteren wirken das Messrohr und die eingebrachten parallelen 
Schreiben als Turbulenzstörer. Somit wird verhindert, dass sich feine Tröpfen durch die 
Turbulenz des Sprays auf der Optik des Messgerätes abscheiden und dieses verschmutzen. 
Die Reproduzierbarkeit ist dem Fall wegen der Ablagerungen an den Linsen und den dadurch 
verursachten Intensitätsverlust nicht mehr gegeben. [Wal90,Mul06] 
 
Des Weiteren wird eine Einheit zur Konditionierung von Druckluft durch Kombination eines 
Mischer und Verdampfer in Betrieb genommen, so dass durch Steuerung der Volumenströme 
von Gas und Wasser und der Temperatur des Verdampfers verschiedene Sättigungen der 
Druckluft erreicht werden. Dadurch kann der Dampfanteil des Lösungsmittels im 
Zerstäubungsgas variiert werden. 
Abb. 1: Messung der Tropfengrößenverteilung eines Sprays mittels Laserbeugung 
Flüssigkeit Zerstäubungsgas 
Laserlichtstrahl 
Zweistoffdüse 
Einhausung 
Scheiben als 
Turbulenzstörer 
Messrohr 
Trichter 
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 Abb. 2: TGV bei verschiedener Viskosität von PVP, Glycerins und Wasser* 
 
Ergebnisse und Diskussion 
Die Ergebnisse der Messungen der Tropfengrößenverteilung sind in der Abbildung 2 
demonstriert. In Anlehnung an die Gauß’sche Verteilungsfunktion sind zur Veranschau-
lichung der Breite der Summenverteilungsfunktion (Mengenart ist Volumen) die Kennzahlen 
x16, x50 und x84 für die verschiedenen PVPs und Glycerin aufgetragen. Des Weiteren ist eine 
fiktive Partikelgröße xmin des Wassers* aufgetragen. Sie berechnet sich aus der Ungleichung 
für das Zerteilen von Flüssigkeiten in Gasen. Berechnungsgrundlage sind die Dichte und 
Oberflächenspannung von Wasser, sowie die Gasgeschwindigkeit des ausströmenden 
Treibgases. Diese Ungleichung besteht aus der Gas-Weber-Zahl und der Ohnesorge-Zahl und 
gibt nach Walzel eine Annäherung der Zerteilgrenze eines Tropfens in Gasen an. [Wal90] 
 
Im Vergleich der unterschiedlichen Molekülmassen in Abbildung 2 ist festzustellen, dass eine 
Molekülmasse unter ca. 50,000 Da keine wesentlichen Veränderungen der TGV bezwecken. 
Erst das Kollidon® 90F zeigt eine starke Abhängigkeit der Tropfengröße von der Viskosität. 
Auffallend ist die gleiche Steigung der berechneten Kurve von Wasser und einer Geraden 
durch die Messwerten des x16 von Kollidon® 90F. Dennoch lässt sich feststellen, dass auf 
Grund des Verlaufes der Messwerte von PVP und Glycerin eine Beschreibung des 
Zerstäubungsverhaltens ohne Berücksichtigung der Molekülmasse unmöglich ist.  
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Abb. 4: Abhängigkeit der Viskosität vom Massenanteil der Materialien in der Lösung 
 
Eine mögliche Erklärung lässt sich mit Hilfe der Abbildung 4 finden. Sie zeigt die gemessene 
kinematische Viskosität von PVP und Glycerin in Abhängigkeit des Massenanteils in der 
Lösung. Deutlich lassen sich die unterschiedlichen Steigungen der Messwerte erkennen. Das 
Kollidon® 90F ist das Molekül, welches auf Grund seiner großen Kettenlänge die größte 
Steigung besitzt. Wird der Verlauf der Viskosität von Kollidon® 90F  auf eine mögliche 
Trocknung während der Zerstäubung projiziert, so lässt sich feststellen, dass bereits bei 
geringen Masseverlusten durch Verdampfen von Wasser sowie geringe Erhöhung des 
Massenanteils des PVP eine stark erhöhte Viskosität resultieren kann. Die Messungen der 
Tropfengrößen werden bei 20°C und nahezu trockener Druckluft (φ < 0,01) durchgeführt. 
Demnach ist eine Trocknung während der Zerstäubung möglich. Erste Messungen mit 
gesättigter Druckluft, konnten wiederum keine Abweichung von den bereits gezeigten 
Tropfengrößenverteilungen zeigen.  
 
Das allerdings bei der Sprühtrocknung von Kollidon® 90F eine Erhöhung von 1 Gew.-% in 
der Lösung ein starken Unterschied bezüglich der Morphologie der Produkte bewirken zeigt 
die Abbildung 4. In der REM-Aufnahme oben links lässt sich ein Partikelkollektiv 
beobachten, wie es häufig bei der Probe von 4 Gew.-% zu beobachten ist. Vereinzelt sind wie 
in Bild 4 oben rechts dünne Fäden mit angelagerten Partikeln zu sehen. Im Vergleich zum 
Bild unten rechts der Probe mit 5 Gew.-% sieht man dass die verwebten Fäden ein 
makroskopisches Geflecht bilden. Auch die stark unregelmäßig geformten Partikel mit stark 
unterschiedlicher Größe wie in Abbildung 4 unten links sind bei der Probe mit 4 Gew.-% 
nicht zu finden. Interessant an den REM-Bildern sind die Größenverhältnisse zwischen 
Partikeln und Fäden. Es ist zu erkennen, dass die Fäden der oberen Probe nur an den 
Primärpartikeln angelagert sind, sie also nicht aus den Partikeln (Größenbereich von 3µm bis 
15µm) gebildet werden. Es werden demnach bei der Zerstäubung zwei Arten von Feststoffe 
gebildet, Partikel und Fäden. Daher liegt es nahe, dass min. zwei verschiedene Zerstäubungs-
modi unterschieden werden können.  
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Abb. 4: REM-Aufnahmen von sprühgetrockneten Kollidon® 90F-Lösungen  
(oben 4 Gew.-% in Lösung, u. 5 Gew.-% in Lösung) 
 
Ausblick 
Die Bildung von Tropfen aus Polymerlösungen lässt sich aus den vorhandenen Messungen 
nicht hinreichend genau erklären, so dass weitere Messungen durchgeführt werden sollen. 
Wichtig ist dabei den Einfluss der Trocknung auf die Partikelbildung näher zu untersuchen. 
Dazu kann die vorhandene Messapparatur zur Bestimmung der TGV modifiziert werden, so 
dass sich ebenso wie im eigentlichen Prozess verschiedenen Temperaturen (bis zu 200°C) 
einstellen lassen. Bei Variation des Abstandes der Düse von der Messzone können folglich 
Größenmessungen von Tropfen (in näherer Umgebung der Düse) sowie Partikeln (in weiter 
Entfernung von der Düse) durchgeführt werden. Ein Vergleich kann dabei zwischen 
Partikelbildung und Tropfenbildung bei Trocknungsvorgängen unternommen werden.  
 
Ein weiterer Schritt ist ebenso das Vermessen von anderen wasserlöslichen Polymeren, wie 
z.B. Polyvinylalkohol (PVA), mit unterschiedlichen Molekülmassen, damit die Abhängigkeit 
der Kettenlänge auf die Tropfenbildung näher beschreiben werden kann. 
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Abstract 
Diese Arbeit befasst sich mit der Dosierung wässriger Lösungen mittels eines mikrosystem-
technischen Dispensers mit pneumatischem Antrieb. Hierbei sollen Tropfenvolumina im Be-
reich von 100 pl bis 50 nl erzeugt werden. Das sogenannte StarJet-Verfahren basiert auf einer 
sternförmigen, mikrofluidischen Düse, die in Silizium hergestellt wird. Das StarJet-Verfahren 
bietet die Möglichkeit entweder im Drop-On-Demand-Modus oder im kontinuierlichen Mo-
dus Flüssigkeitstropfen abzugeben. Erste Untersuchungen des Dispensiersystems erfolgen un-
ter Verwendung flüssiger Lote. Experimente zeigen eine Abhängigkeit der Dispensierfre-
quenz vom Antriebsdruck, wohingegen die dispensierten Partikelgrößen unabhängig vom An-
triebsdruck sind. Ein Simulationsmodell wird entwickelt, um Designregeln für die mikroflui-
dische Düse abzuleiten. 
 
Einleitung 
Die Erzeugung pulverförmiger, maßgeschneiderter Feststoffe mit definierten Eigenschaften 
stellt eine große Herausforderung dar. Hierzu werden in der Regel Einstoffdüsen, Mehrstoff-
düsen oder Rotationszerstäuber eingesetzt [1]. Bei den genannten Verfahren stehen die Vor-
teile der hohen Durchsätze im Bereich mehrerer hundert Liter pro Stunde den Nachteilen ei-
ner relativ breiten Tropfengrößenverteilung, Agglomerationsbildung und teilweise Verstop-
fungsneigung bei hochviskosen Zerstäubungsmaterialien gegenüber. 
Die Einstellung eines möglichst schmalen Tropfenspektrums ist eine große Herausforderung. 
Die Entwicklung von Spray- bzw. Dispensierverfahren mit monodispersen Tropfenspektren 
ist eine wesentliche Voraussetzung für die gezielte Einstellung von Partikelstruktur, Partikel-
formen sowie Partikelgröße im pulverförmigen Endprodukt. Hierfür bietet das StarJet-
Verfahren eine einfache, robuste Möglichkeit mittels eines pneumatischen Antriebs Einzel-
tropfen und -partikel zu erzeugen.  
Ein wesentliches Ziel dieser Arbeit ist es, das StarJet-Verfahren [2] strömungsmechanisch zu 
modellieren und dadurch das StarJet-Dispensierprinzip – welches bisher mit flüssigen Loten 
realisiert werden konnte – auf wässrige Lösungen zu übertragen. Am Beispiel der von den In-
dustriepartnern vorgeschlagenen Materialsysteme (PVP K30 Pulver, D-Mannitol) sollen Mik-
ropartikel erzeugt werden. Im weiteren Projektverlauf wird eine Parallelisierung des Systems 
mit Hilfe mikromechanischer Herstellungsverfahren angestrebt, um größere Produktionsraten 
von Mikropartikeln zu erreichen. 
 
 
 
 
Seite 286 von 316
SPRAY 2010 
9. Workshop über Sprays, Techniken der Fluidzerstäubung und Untersuchung von Sprühvorgängen 
Heidelberg, 3.-5. Mai 2010 
 2
Aufbau und Herstellung des StarJet Dispensers 
Der StarJet-Aufbau besteht aus drei wesentlichen Teilen. Einerseits aus dem sogenannten Ak-
tor, weiterhin aus der Siliziumdüse mit ihren mikrofluidischen Kanälen und der Peripherie aus 
pneumatischer und elektrischer Anbindung. 
Der Aktor des StarJet-Systems in Abb. 1 ist aus Gründen der einfacheren, spanenden Bearbei-
tung und der hervorragenden Wärmeleitung der Legierung aus Messing gefertigt. Er verfügt 
über ein Reservoir für die zu dosierende Flüssigkeit, einen Luftdruckanschluss, eine Bohrung 
für die Beheizung des Aktors mittels einer Heizpatrone und eine seitliche Zuführung für die 
Platzierung eines Thermoelements zur Temperaturregulierung. 
 
Die Düse des StarJets besteht aus einem Siliziumchip mit einer geätzten, sternförmigen Düse 
(Abb 2). Hierfür wurden bis zu zwanzig unterschiedliche, sternförmige Strukturen, teils in 
mehrfacher Ausführung, in einen 525 µm dicken Siliziumwafer geätzt. Die Strukturen unter-
scheiden sich in der Anzahl der Bypasskanäle, der Breite und Tiefe der Bypasskanäle und der 
Tiefe der Düsenriefen (Abb 3). Zu Beginn wurde eine Siliziumoxidschicht auf den Wafer 
aufgebracht und mit der Geometrie der Bypasskanäle mittels Reactive Ion Etchings (RIE) 
strukturiert. Auf die verbleibende Oxidschicht wurde ein Positivlack aufgebracht und mit der 
Struktur der sternförmigen Düse entwickelt. Der Positivlack dient als Maske für das Ätzen der 
Düse und wurde mittels Deep Reactive Ion Etching (DRIE) durch die gesamte Waferdicke 
geätzt. Der DRIE-Prozess ermöglicht große Aspektverhältnisse bis zu 50:1, welche durch 
alternierende Passivierungs- und Ätzzyklen zustande kommen. Zuletzt, wurde die restliche 
Schicht des Positivlacks entfernt und der Wafer nochmalig mit der verbleibenden Oxidschicht 
 
Abb. 1: Der Aktor des StarJets dient der fluidischen Anbindung des StarJet-Chips mit dem Reservoir. 
   
       (a)         (b) 
Abb 2:  (a) REM-Aufnahme des StarJet-Düse in der Draufsicht. (b) REM-Aufnahme einer 
Schnittansicht der StarJet-Düse 
 
 
Abb 3: Konfigurationen der StarJet-Düsen. 
Seite 287 von 316
SPRAY 2010 
9. Workshop über Sprays, Techniken der Fluidzerstäubung und Untersuchung von Sprühvorgängen 
Heidelberg, 3.-5. Mai 2010 
 3
mit den Strukturen der Bypasskanäle unter Einsatz des DRIE-Prozesses auf eine Tiefe von 
100 µm geätzt. 
 
Die Peripherie des StarJet-Aufbaus besteht aus einem 3/2-Wegeventil und dessen Schaltelekt-
ronik mit PC, pneumatischen Verbindungselementen, einer Heizpatrone in der Form eines 
Lötkolbens, einem Thermoelement zur Erfassung der Temperatur unmittelbar am Flüssig-
keitsreservoir und einem Mikrophon, das im Strömungspfad der pneumatischen Versorgung 
eingebracht ist. Das 3/2-Wegeventil schaltet zwischen zwei möglichen Stellungen und ver-
bindet so den Aktor mit den zwei Stickstoffleitungen. Hierbei ist eine Leitung mit dem Spül-
druck und die andere mit dem Antriebsdruck beaufschlagt. 
 
Für den Einsatz der Siliziumdüse für wässrige Flüssigkeiten im Rahmen des Prozess-Sprays 
wurden die Siliziumchips mit einer hydrophoben Schicht versehen, welche Kontaktwinkel 
von über 120° aufweisen sollen. Die nichtbenetzende Oberfläche im Innern der Düse ist für 
die Funktion des StarJet-Systems grundlegend. Mittels Plasma-Polymerisation werden Düsen 
von der Fa. Diener Electronic mit einer hydrophoben Schicht versehen. 
Modellierung des Aktuationsprinzips 
Das StarJet-System wird ausschließlich mit Gas, zum Beispiel Stickkstoff, pneumatisch ange-
trieben. Im nichtaktuierten Zustand des Systems entspricht der Kapillardruck pcap dem Umge-
bungsdruck. Die Flüssigkeit verharrt am Ausgang des Reservoirs und tritt nicht in die Düse 
ein, Abb. 4(a). Bei Aktuierung beaufschlagt das Gas sowohl das Reservoir, als auch die By-
passkanäle mit demselben Druck pact. Der Druckabfall Dpbyp über die Länge der Bypasskanäle 
hat einen niedrigeren Druck in der Region des Düseneintritts zur Folge weswegen die Flüs-
sigkeit, wie in Abb. 4(b), in die Düse eintreten kann (pact - Dpbyp < pcap). Der Kapillardruck 
hängt von dem Innendurchmesser der StarJet-Düse dnoz, der Oberflächenspannung der Flüs-
sigkeit σ und dem Kontaktwinkel Θ gegenüber dem Substrat ab: 
 
  4 coscap
noz
p
d
    (1) 
 
Kapillarkräfte verhindern den Eintritt der Flüssigkeit in die außenliegenden, peripheren Kanä-
le der sternförmigen Düse. Der Tropfenabriss stellt sich in einer Eigenfrequenz, die von der 
Düsengeometrie abhängig ist, ein und wird von den charakteristischen Druckverhältnissen der 
Zweiphasenströmung in der Düse bestimmt. Die besondere, sternförmige Düsengeometrie er-
   
(a)      (b) 
Abb. 4:  Skizze des StarJet-Aufbaus. In der oberen Hälfte ist das Reservoir, in der Unteren die 
StarJet-Düse dargestellt. (a) Darstellung der Abmessungen der Bypasskanäle. (b) Darstel-
lung der Drücke. 
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laubt unter der Voraussetzung hoher Kontaktwinkel die Zentrierung des Tropfens in der Mitte 
der Düse und verringert damit den Wandkontakt und die Reibungskraft. Durch die gute Zent-
rierung in der Düse werden die Tropfen nur wenig am Düsenaustritt abgelenkt und streuen 
damit sehr wenig im Raum. 
 
Die Visualisierung der Strömungsvorgänge im Innern der Düse ist durch die Verwendung von 
Silizium als Düsenmaterial nicht möglich. Dies erschwert  ein umfassendes Verständnis für 
die Fluiddynamik des Tropfenabrisses. Die Modellierung und Simulation des Tropfenentste-
hungsprozesses kann einen wichtigen Beitrag zum Verständnis des StarJet-Verfahrens liefern 
und weitere Verbesserungen von Prozess und Design ermöglichen. Der kommerzielle Code 
CFD-ACE+ [3] ermöglicht die Berechnung der Strömungsvorgänge durch Lösung der Na-
vier-Stokes-Gleichungen (2) auf Basis der Finiten Volumen Methode (FVM) und kann freie 
Oberflächen mit der Volume of Fluid (VoF) Methode (Gleichung ((3)) rekonstruieren. 
 
    2 vv v v p v St          
    
 (2) 
  0F vF
t
   

 (3) 
 
Darin beschreibt F die Verteilungsfunktion der Phasen in einem Kontrollvolumen: 
 
  
0 gasförmig
1 flüssig .
0 1 Grenzfläche
F
F
   
 (4) 
 
Um die Modellgröße und dadurch den Berechnungsaufwand zu reduzieren, wurden User-
Subroutinen programmiert, die die Strömungsvorgänge in den rechteckigen Gaszuleitungska-
nälen analytisch berechnen und Werte für den statischen Druck in die Berechnungsdomäne 
übergeben. Der in die Berechnungsdomäne zu übergebende statische Druck pdomain berechnet 
sich aus dem Antriebsdruck pact, dem dynamischen Druck pdyn, dem viskosen Druckverlust 
pvisc und dem Trägheitsdruckverlust pinertia: 
 
  domain act dyn inertia viscp p p p p     (5) 
  
   2 *1
2
mg
domain act g g g mg
dI t
p p v L R I t
dt
        (6) 
 
Darin enthalten ist die Dichte ρg des Gases, die Geschwindigkeit des Gases v am Eintritt in 
die Domäne, die fluidische Induktivität Lg = dx·A-1, mit der Bypasskanallänge dx und Quer-
Parameter SJet14
N 12 
a [µm] 40 
c [µm] 50 
d [µm] 188 
 
Tab. 1:  Konfiguration der SJet14 Düse. N: Anzahl der Bypasskanäle der Düse, a: Breite der 
Bypasskanäle, c: Tiefe der Düsenriefen, d: Innendurchmesser der Düse. 
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schnittsfläche A des Bypasskanals, der fluidische Widerstand R*g = Cgeom·η·dx·(ρg·A2)-1 mit 
Cgeom = 8(1+A)2·A-1, der dynamischen Viskosität η und dem Massenstrom Img des Gases. 
Experimente 
Für das umfassende Verständnis des StarJets werden Experimente mit flüssigem Lot als  Mo-
dellmaterial durchgeführt. Es ist bereits mehrfach gelungen dünne, senkrechte oder schräg in 
den Raum ragende Lotsäulen aus aufeinandergestapelten Lotkugeln herzustellen, siehe Abb. 
5. Für die hier dargestellte Versuchsreihe wurde aus zwanzig vorhandenen Konfigurationen 
der Siliziumdüsen eine Düse (Bezeichnung SJet14,) für Experimente gewählt. Die Abmes-
sungen der Konfiguration sind Tab. 1 mit Bezug auf Abb 3 zu entnehmen. Der StarJet wurde 
im kontinuierlichen Modus betrieben. 
Für Dosierversuche wurde das flussmittel- und bleifreie Lot Sn95Ag4Cu1 mit einer Dichte 
r = 8500 kgΩm-3, einer Oberflächenspannung von s = 470 NΩm-1, einer angenommenen Vis-
kosität hHg = 0,013 PaΩs und dem Schmelzpunkt Tliq = 213° C verwendet. 
 
In der Versuchsvorbereitung wurde der Aktor geöffnet, um freien Zugang zu Reservoir zu ha-
ben und um dieses mit festem Lot zu befüllen. Danach wurde der Aktor wieder verschlossen, 
pneumatisch an eine Stickstoffleitung angeschlossen und das 3/2-Wegeventil in Spüldruck-
stellung geschaltet und mit 50 hPa beaufschlagt. Während der Umspülung des Reservoirs mit 
Stickstoff, wurde der Aktor mit der Heizpatrone aufgeheizt und stets mit dem Thermoelement 
in der Nähe der Düse und des Reservoirs auf die Temperatur T = 223≤3 °C geregelt. Die Spü-
lung mit Stickstoff verhindert die sofortige Bildung einer Oxidhaut auf dem geschmolzenen 
Lot im Reservoir und begünstigt dadurch das Fließverhalten des Lots. Der geringe Spüldruck 
ist gerade noch klein genug, um das Lot nicht aus dem Reservoir zu drücken. Nachfolgend 
wird die Siliziumdüse unterhalb des Reservoirs platziert und mit einer Klemmvorrichtung fest 
an den Aktor geschraubt. 
Beginnend mit dem Antriebsdruck von 120 hPa, auf den mit dem 3/2-Wegeventil geschaltet 
wird, wurden die ersten Lottropfen erzeugt. Danach wurde der Antriebsdruck in 20 hPa-
Schritten bis 220 hPa erhöht. Durch jeden Tropfenausstoß wurden Druckschwankungen mit 
dem Mikrophon im fluidischen Pfad aufgezeichnet und später mit der Audiobearbeitungs-
software Audacity auf die vorkommenden Frequenzen hin analysiert. 
Ergebnisse und Diskussion 
Im kontinuierlichen Modus ließ sich ein Zusammenhang zwischen dem Antriebsdruck und 
der Dispensierfrequenz, wie in Abb. 7 gezeigt, feststellen. Dabei verblieb der Tropfendurch-
messer in Abb. 8 unabhängig von der Dispensierfrequenz im Bereich von etwa 210≤16 µm. 
Typische Dosierfrequenzen liegen im Bereich von 30 bis 120 Hz bei angelegten Gasdrücken 
von 120 bis 220 hPa und zeigen einen linearen Zusammenhang. 
   
            (a)       (b) 
Abb. 5: Senkrecht in den Raum ragende Lotsäulen. 
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Für die Übertragung des Dispensierprinzips auf wässrige Lösungen werden StarJet-Düsen 
mittels Plasma-Polymerisation hydrophobisiert. Kontaktwinkelmessungen einer 30%igen 
PVP/H2O Lösung auf beschichteten Siliziumdüsen ergaben Kontaktwinkel von 111≤4°. Da-
mit wird die Vorgabe des Kontaktwinkels von mindestens 120° bei einer Bypasskanalanzahl 
von N = 12 nicht erreicht, siehe Abb. 6, weshalb Düsen mit einer Bypasskanalanzahl von 
N = 16 und N = 20 im weiteren Projektverlauf geplant sind. Dadurch wird es möglich auch 
bei kleineren Kontaktwinkeln die Flüssigkeit in der Mitte der Düse zu zentrieren. 
Die durchgeführten numerischen Simulationen in Abb. 9 zeigen einen Tropfenabriss, wie er 
sich vermutlich im Experimenten darstellt und geben wichtige Hinweise auf die 
Funktionsweise des StarJets. Dabei spielt der Reservoirausgang – d.h. die Stelle an der das 
flüssige Lot in die sternförmige Düse eintritt (vgl. Abb. 9 (a) und (b)) – eine entscheidende 
Rolle. Bei Aktuierung mit dem Antriebsdruck pact setzt sich die Flüssigkeitssäule in 
Bewegung und prallt mit einer bestimmten Geschwindigkeit auf die Finger der StarJet-Düse. 
Trotz des gegenwirkenden Kapillardrucks, strömt die Flüssigkeit in Folge ihrer Trägheit 
weiter nach unten, nimmt den kompletten Raum im Reservoirausgang ein und dringt 
außerdem ins Zentrum der sternförmigen Düse ein. Mit steigender Länge der 
Flüssigkeitssäule in der Düse, verringert sich der Querschnitt für die Gasströmung. Dadurch 
steigt der fluidische Widerstand über der Länge der sternförmigen Düse an und der statische 
Druck unterhalb des Reservoirausgangs wird erhöht (vgl. Abb. 9 (c) –(d)). Auf Grund der 
Kapillarkraft und des höher werdenden statischen Druckes unterhalb des Reservoirausgangs 
wird der Flüssigkeitsstrom im Reservoirausgang abgebremst, kommt zur Ruhe und dreht sich 
anschließend in die Gegenrichtung um (vgl. Abb. 9 (c) –(e)). Die Flüssigkeitssäule, die sich 
bereits innerhalb der Düse befindet, wird durch das schnell vorbeiströmende Gas wie in einer 
Ziehdüse weiterhin in Richtung Düsenauslass gesogen (vgl. Abb. 9 (d) –(e)). Dadurch 
verarmt der Bereich zwischen dem Reservoir und dem Düsenauslass an Material – die 
Flüssigkeitssäule schnürt sich auf Grund der Materialverarmung und der Kapillarkräfte ein 
und reißt letztendlich ab (vgl. Abb. 9 (f) –(g)). 
Schlussfolgerungen & Ausblick 
Das StarJet-System ist ein neues und einfaches System zur Generierung von Tropfen und dar-
aus abgeleiteten Mikropartikeln. Für die Tropfengenerierung wird lediglich die selbstorgani-
sierte Wechselwirkung zwischen der Oberflächenspannung der Flüssigkeit und dem Gasfluss 
ausgenutzt.  
 
 
Abb. 6:  Die erforderliche Anzahl der Bypasskanäle der StarJet-Düse in Abhängigkeit vom  
Kontaktwinkel [2]. 
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In Experimenten konnte eine Abhängigkeit der Dispensierfrequenz vom Antriebsdruck fest-
gestellt werden. Die Tropfenabrissfrequenz hat einen nahezu linearen Verlauf über dem Aktu-
ationsdruck. Die Tropfengröße bleibt aber weitestgehend unabhängig vom Antriebsdruck 
konstant. 
Simulationen gaben erste Hinweise auf die Funktionsweise des StarJets und die Strömungs-
dynamik im Inneren der Düse. Hierbei wurde ersichtlich, dass sowohl der Kapillardruck im 
Reservoirausgang, als auch der Gasdruck unterhalb des Reservoiraustritts den Tropfenabriss 
unterstützen und dass eine hydrophobe Schicht am Reservoirausgang erforderlich ist. 
Beschichtungen der StarJet-Düse mittels Plasma-Polymerisation und eine Erhöhung der An-
zahl der Seitenkanäle von 12 auf 16 bzw. 20 sollen zukünftig die Übertragung des Funktions-
prinzips von Loten auf wässrige Lösungen ermöglichen. Weitere Untersuchungen sollen e-
benfalls die Druckabhängigkeit der Eigenfrequenz im kontinuierlichen Modus in der Simula-
tion wiedergeben. Basierend auf den dargestellten Erkenntnissen wird derzeit ein neuer Star-
Jet-Prototyp konstruiert und gefertigt, welcher kompakter in seiner Bauweise ist, die Verwen-
dung kleinere und optimierte Siliziumbauteile als Düse erlaubt und einfacher befüllt und in 
Betrieb genommen werden kann. 
 
 
  
Abb. 7: Tropfenabrissfrequenz und Tropfendurchmesser in Abhängigkeit vom Antriebsdruck. 
 
     
(a)     (b) 
Abb. 8: Hellfeldaufnahmen dispensierte Lotkugeln bei (a) Ø210±7µ, 140 hPa, 220°C, (b) Ø205 ± 11µ, 180 
hPa, 220°C. 
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              (a) 0,2 ms          (b) 0,35 ms   (c) 0,55 ms  
 
     
    (d) 0,8 ms  (e) 0,96 ms         (f) 1,06 ms         (g) 1,11 ms 
Abb. 9:  Simulation der Tropfenbildung. Zu sehen ist in jedem Bild der Querschnitt der StarJet-Düse, 
rechts das Geschwindigkeitsfeld des Gases und im Zentrum die sich bildende Flüssigkeitssäule. 
(a) Die Flüssigkeit im Reservoirausgang bewegt sich auf die StarJet-Düse zu. Das Gas strömt ungehin-
dert von den Bypasskanälen zum Düsenauslass. (b) Die Flüssigkeit prallt auf die Finger der Düse und 
dringt auf Grund seiner Trägheit in das Zentrum der Düse ein. Der Querschnitt durch den das Gas von 
den Bypasskanälen in die Düse strömt wird durch die Flüssigkeit verengt, dadurch steigt der fluidische 
Widerstand für den Gasstrom und folglich nimmt der Druck unterhalb des Reservoirausganges zu. (c) 
Die Flüssigkeitssäule im Düsenzentrum dringt weiter in die Düse ein. Die Flüssigkeit im Reservoiraus-
gang wird durch den erhöhten Gasdruck unterhalb des Reservoirausgangs und durch Kapillarkräfte zu-
nächst abgebremst und dreht danach seine Strömungsrichtung nach oben um. Die Flüssigkeitssäule im 
Düsenzentrum wird wie in einer Ziehdüse weiter zum Düsenauslass nach unten gesogen, daraus resul-
tiert eine Materialverarmung zwischen Düsenauslass und Reservoirausgang. (d) Die Flüssigkeitssäule 
dringt weiter in die Düse ein und erhöht somit den fluidischen Widerstand für das in den Düsenriefen 
strömende Gas. (e)  Die Kombination aus Ziehdüseneffekt, Materialverarmung und Kapillardruck führt 
zu Einschnürung der Flüssigkeitssäule. Es bildet sich ein Tropfen. (f) Weitere Einschnürung der Flüs-
sigkeitssäule durch Materialverarmung mit tropfenabriss (g)  Tropfen fliegt weiter. Flüssigkeit im Re-
servoirausgang und in der Düse strömt nach oben. 
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Abstract
The objective of this paper is the numerical investigation of laminar CH4/LOx (liquid oxygen)
spray flames in the counterflow configuration for cryogenic inlet conditions. The study provides fun-
damental insight into these reactive two-phase flows, and the laminar flame structures can be used in
(spray) flamelet computations and in flamelet generated manifolds to simulate turbulent spray com-
bustion.
The two-dimensional equations are transferred into one-dimensional equations through use of a
similarity transformation. The numerical simulation concerns the axisymmetric configuration and
single-component spherical droplets in a monodisperse spray. Detailed models of all relevant pro-
cesses are employed. The model is an extension of previous work [Con90, Gut98, Sch00, Gut01]. For
the present simulations of CH4/LOx, a detailed chemical reaction mechanism [War99] including both
C1 and C2 chemistry has been implemented, which is valid in the pressure range of 0.1 through 5MPa.
The transport coefficients of the gas phase are computed from NASA polynomials for a temperature
range between 300 and 5,000K. For the CH4/LOx system under cryogenic conditions, the initial tem-
perature of liquid oxygen is 85K and of the gas stream is 300K, the transport coefficients are extended
by data from JSME tables [JSM83] for the temperature range between 80 and 300K and pressures up
to 20MPa. A parameter study shows that initial droplet size, pressure, and strain rate have pronounced
effect on the flame structures.
Introduction
In the last years, methane (CH4) is considered as an alternative fuel to hydrogen in liquid rocket
propulsion systems [Zur02, Zur03, Can06, Sin05, Sin07, Cu04a, Cu04b, Yan07, Pau06, Lu09a,
Lu09b]. The so called ’green propellant’ has become attractive because of its limited effect on envi-
ronment compared to other hydrocarbons. Moreover, it has several advantages compared to hydrogen
including safety in transport and storage as well as high energy content.
There are two major research groups in Europe which experimentally investigate the CH4/O2
and CH4/LOx flames: ONERA in France and DLR Lampoldshausen in Germany. Both ONERA’s
MASCOTTE test facility [Zur02] and the DLR’s M3 combustion chamber [Cu04a], which initially
were developed for experimental investigations of liquid oxygen/hydrogen combustion (LOx/H2),
have been modified to allow for the study of CH4/LOx. In these investigations, pressure ranges from
0.1 to 5.5MPa, the injection temperature for LOx is 85K, and for liquid CH4 it is 125K, hence both
temperatures are cryogenic. A recent study [Zur03] concerns fuel rich conditions. In [Can06], the
flame structure of both CH4/LOx and LOx/H2 in the transcritical range for a pressure range between
1
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0.1 to 7MPa and a subcritical injection temperature of liquid oxygen was studied. Combustion of
cryogenic oxygen and methane injected at pressures between 4.5 and 6MPa were investigated exper-
imentally by [Sin05]. The coaxial injector delivers oxygen at a temperature of 85K and methane at a
temperature of 120K or 288K. Stabilization of flames formed by cryogenic liquid oxygen/hydrogen
or methane has been investigated through planar laser induced fluorescence (PLIF) of OH [Sin07]. In
the LOx/H2 experiments, injection conditions are transcritical, since the chamber pressure (6.3MPa)
is above the critical value, whereas the temperature (80K) is below the critical value. In the CH4/LOx
experiments, the chamber pressure (2MPa) and LOx injection temperature (80K) are below critical
values.
In the DLR experiments [Cu04a], a comparison between spray combustion for coaxially injected
CH4/LOx and H2/LOx, at similar injection conditions was performed where both the Weber number
and the momentum flux ratio were varied. Experimental investigations [Cu04b] on the development of
CH4/LOx flames, especially ignition and flame stabilization, strongly coupled with the distribution of
liquid oxygen phase before and after the occurrence of ignition, were carried out. Cryogenic reactive
coaxial sprays with oxygen and hydrogen or methane were experimentally investigated in [Yan07]
in order to determine if concepts from H2/LOx injector design can be transferred to CH4/LOx. The
experimental study of the ignition and flame stabilization of a gaseous methane/oxygen jet for different
configurations and injector conditions is described by [Pau06].
Flame stabilization in CH4/LOx combustion was investigated in [Lu09a] using a single shear
coaxial injector during both ignition and steady-state operation. Three main operating points of sub-,
near-, and supercritical conditions with respect to thermodynamic critical point of oxygen were con-
sidered, whereas LOx was injected at about 120K and CH4 was injected at near ambient temperature
of about 270K. Taking into account the slightly different experimental setup and operating conditions
in comparison with previous H2/LOx investigations [Lu09a], these results are in good conformance
with those for H2/LOx flames. Experimental studies are carried out by [Lu09b] investigating the
effect of moderately recessed LOx tube on the flame stabilization in CH4/LOx combustion at the
same operation conditions as in [Lu09a], where an optically accessible combustion chamber equipped
with a single-shear coaxial injector was used. It was observed that a recessed LOx post significantly
increases the flame expansion shortly after injection.
Even though applications typically involve turbulent flow fields, laminar flames are studied exten-
sively to investigate principal flame characteristics in a simple geometry. The evidence gained from
these investigations then is included in both experimental and numerical configurations. In particular,
the laminar flame structures may be used in turbulent spray flame models and in flamelet generated
manifolds.
The present study, laminar spray flame structures are presented and discussed with focus of ef-
fects of pressure, strain rate and droplet size on the flame structures. Physical properties of methane
at cryogenic inlet conditions [JSM83], which are typical for liquid rocket propulsion systems, are re-
quired to extend the data provided in NASA polynomials. These properties are parameterized for use
in CH4/LOx computations. Moreover, the scalar dissipation rate, which is relevant in spray flamelet
computations for turbulent combustion models, will be analyzed together with the mixture fraction. It
is known [Hol98] that the characterizing parameters for turbulent spray flames within the framework
of the flamelet model are mixture fraction, the scalar dissipation rate, initial droplet size and velocity
as well as the global equivalence ratio.
Mathematical Model
An axisymmetric counterflow configuration is considered, where either gaseous or liquid fuel
versus oxidizer, hot products or inert gas, may be fed from each side of the stagnation plane in any
2
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combination [Con90, Gut98, Sch00, Gut01, Gut05].
Figure 1: Schematic of the counterflow con-
figuration.
Figure 1 shows a schematic of the configuration.
The mathematical model is based on Eulerian/
Lagrangian formulation of non-dimensional
equations [Con90, Gut98], where a similarity trans-
formation transferring the two-dimensional equations
into a one-dimensional system is applied. The gov-
erning equations for viscous flow with variable trans-
port properties are presented in [Gut98].
The gas-phase model includes a detailed chemi-
cal reaction mechanism [War99] for CH4/ air, which
is also used for CH4/LOx. The mechanism consists
of 294 elementary reactions among 35 species – chem-
istry includes both C1 and C2 chemistry that latter
one being required for prediction of soot precursors
such as acetylene (C2H2). The gas phase transport
coefficients are computed from NASA polynomials which cover the temperature range between 300
and 5000K. For the present cryogenic high-pressure conditions, the set of physical properties must be
extended by data from the JSME tables [JSM83] for the temperature range between 80 and 300K and
for pressures up to 20MPa.
Figures 2 and 3 show properties of methane for pressures of 0.1 and 20MPa and cryogenic tem-
peratures generated from JSME tables [JSM83], for use in liquid oxygen/methane spray flames. The
figures show a strong dependence of pressure and temperature of both thermal conductivity and dy-
namic viscosity for methane in the range of interest.
The chemical reaction terms cause the system of conservation equations to be strongly non-linear
and stiff. The system of equations is solved using a numerical scheme described by [Con90, Gut98,
Sch00, Gut01, Gut05]. For the solution of the gas phase equations, an adaptive grid is used. The ver-
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Figure 4: Profiles of gas temperature and major
species mass fractions of CH4/LOx spray flame,
at pressure 0.1MPa, initial droplet radius 15µm.
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Figure 5: Profiles of gas temperature and major
species mass fractions of CH4/LOx spray flame,
at pressure 0.1MPa, initial droplet radius 25µm.
ification of the mathematical model and mechanism was verified for CH4/air and CH4/N2/O2 flames
through comparison with results from the literature [Che93, Bol98] as shown in [Urz09].
Results and Discussion
A stream of monodisperse LOx droplets with carrier gas methane is directed against an oxygen
stream. The initial droplet velocity equals the methane velocity, vg0 = vl0 = 0.49m/s, and together
with the strain rate on this side of the configuration, the velocity of the oxygen is determined from
the computation. All present results concern both atmospheric pressure and 0.9MPa, and initial LOx
temperature is fixed at 85K and methane temperature at 300K. The study concerns variation of initial
droplet size, strain rate, and pressure.
Figures 4, 5, and 6 show the comparison of the outer flame structure of CH4/LOx spray flames
for three different initial droplet radii of 15, 25, 35µm, at a strain rate of 100s−1 at the fuel side of
the configuration. At this low strain, the droplets vaporize completely before they reach the stag-
nation plane at axial position zero. However, they move closer to the stagnation plane as initial
droplet radius is increased. The present computations do not show droplets crossing the stagnation
plane and no droplet reversal is seen due to the small strain rate, which is typical for spray flames at
low strain [Gut98, Gut01, Gut05]. The flame resides on the oxidizer side of the configuration, and the
spray flame broadens with increased initial droplet size. With larger droplet size, drag increases which
can be seen from the velocity profiles of the gas and the droplets in FIgs. 4 to 6. As droplets vaporize,
drag is reduced and small droplets eventually follow the gas velocity before they completely evapo-
rate. As initial droplet size is increased, the gas temperature is pronouncedly affected by evaporation
causing an increased dip in the left wing of the temperature profile. The maximum flame temperature
increases by 30K as initial droplet radius is increased from 15 to 35µm.
Comparison of the CH4/LOx spray flame and the CH4/O2 flame in Fig. 7 shows that in both
configurations, the main reaction zone resides on the gas side of the configurations and the principal
flame structure is similar. However, the presence of the spray strongly influences the gas temperature
in regions where the spray is present, and it causes considerable broadening of the reaction zone.
4
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Figure 6: Profiles of gas temperature and major
species mass fractions of CH4/LOx spray flame,
at pressure 0.1MPa, initial droplet radius 35µm.
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An increase of strain rate from 100 to 500s−1 at fixed initial droplet size constant at 25µm, the
flame becomes thinner and the effect of droplet vaporization on the temperature profile is evident. A
comparison of Fig. 8 and Fig. 5 shows that the flame becomes thinner with increased strain rate, and
the cooling effect due to droplet vaporization is dominant.
Figures 9 and 10 show the structure of major
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Figure 8: Gas temperature and major species
mass fractions of CH4/LOx flame, strain rate
500s−1, p = 0.1MPa, rl0 = 25µm.
and minor species of the CH4/LOx spray flame at
a pressure of 0.9MPa. The pressure increase at
cryogenic conditions shown in Figure 9, displays
the flame structure to considerably narrow and the
combustion to enhance compared with the results
at atmospheric pressure.
Considering the gas-phase species, it is ob-
served that profiles of both major and minor spe-
cies are quite close for different initial droplet
sizes. Principal flame characteristics such as CO
formation prior to CO2 formation are maintained.
Carbon monoxide is produced and then consumed
at high temperatures in the rate-limiting reaction
CO + OH⇋ CO2 + H.
It is interesting to see that in methane/LOx
flames, so far, only single flames are found where-
as in both H2/LOx [Sch00] flames and in fuel/air
sprays [Con90, Gut98, Gut01, Gut05], both single
and double flames where identified for small strain rates below about 500/s. In fact, [Gut05] identified
two different flame structures with one and two reaction zones, respectively, for spray flames with
identical boundary conditions at low strain. Future studies will investigate if the occurance of a single
flame is a principal characteristics of methane/LOx flames or if different structures [Gut05] may be
5
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Figure 9: Profiles of gas temperature and major
species mass fractions of CH4/LOx spray flame,
at pressure 0.9MPa, initial droplet radius 25µm.
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Figure 10: Profiles of gas temperature and minor
species mass fractions of CH4/LOx spray flame,
at pressure 0.9MPa, initial droplet radius 25µm.
found besides the low-strain structures with a single reaction zone shown in the present paper.
Future computations will include methane/LOx flames at elevated strain where the spray has an
increased effect on both the flame structure and extinction conditions due to droplets crossing the
stagnation plane and droplet reversal and oscillation. Moreover, extinction conditions need to be
identified for the establishment of a spray flamelet library. Moreover, structures at elevated pressures
which characterize liquid rocket propulsion will be investigated for use in turbulent spray computa-
tions either through spray flamelet models or flamelet generated manifolds.
Conclusions
Thermodynamic data of CH4 and O2 for cryogenic high-pressure conditions were implemented,
and results for CH4/LOx were shown. Simulations of CH4/LOx combustion in the counterflow con-
figuration at atmospheric and cryogenic pressures were performed. Simulations of CH4/LOx spray
flames for different initial droplet sizes are presented, and their evaporation strongly influences the
gas temperature on the spray side of the flame. Moreover, increased initial droplet size considerably
broadens the spray flame while increased strain rate reduces the flame thickness.
Double flames which are found in both the H2/LOx system and in fuel sprays burning in air could
not be identified in the present study, and future research is warranted. Moreover, extinction conditions
fo CH4/LOx flames at elevated pressures will be studied.
Further simulations of CH4/LOx flames at elevated pressure will be performed for both low and
increased strain rates, in particular, extinction conditions will be determined including extinction strain
rates, which are required in turbulent spray computations using spray flamelet models or flamelet
generated manifolds. The present flame structures for CH4/LOx are ready to be used in turbulent
flame computations.
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Zusammenfassung
Vorgestellt werden Ergebnisse zur Untersuchung der Düseninnenströmung in Hohlkegeldüsen
im Hinblick auf das aerodynamische Zerwellen der drallinduzierten, konischen Lamellenkontur.
Bedingt der funktionalen Eingenschaften des Gradientenverlaufs der Azimutalgeschwindigkeit
im Flüssigkeitsfilm innerhalb der Düse können sich fluiddynamische Instabilitäten mit einer
charakteristischen Wellenlänge ausbilden.
Mittels physikalisch-mathematischer Modellierung und numerischer Strömungssimulation
wurden Stabilitätskriterien ermittelt, mit denen das Auftreten der Wirbelsysteme in der
Flüssigkeitsströmung auf Basis von Ähnlichkeitskennzahlen vorhergesagt werden kann. Als
charakteristische Kennzahl tritt eine düsenspezifische Reynoldszahl auf. Experimentelle
Untersuchungen bestätigen die theoretischen Überlegungen und die Existenz von Taylorwirbel.
Einleitung
Hohlkegeldüsen sind häufig eingesetzte Zerstäubereinheiten bei einer Vielzahl von Wärme- und
Stofftransportvorgängen in den unterschiedlichsten industriellen Anwendungen. Dazu zählen
Sprühtrocknungsvorgänge [Räh09], Anwendungen in der Chemischen Verfahrenstechnik zur
Vergrößerung der Oberfläche reagierender Stoffe und die Schaumniederschlagung in der
Papierindustrie sowie die Abluftreinigung. Die Vorteile von Hohlkegeldüsen liegen in der
hohen Betriebssicherheit. Eine detaillierte Einteilung von Zerstäuberarten wird durch Walzel
[Wal90] vorgenommen.
Unterschieden wird in Axialhohlkegeldüsen, bei denen durch die Verwendung eines
Leitapparats mit wendelförmigen Nuten der Flüssigkeit ein Drall aufgeprägt wird, und in
Tangentialhohlkegeldüsen, bei denen die zu zerstäubende Flüssigkeit tangential zugeführt
wird, woraus ein Drall resultiert. Durch die Querschnittsverringerung innerhalb der Düse wird
die Flüssigkeit beschleunigt wodurch der Druck absinkt und sich ein Gaskern im Düseninnern
ausbildet. Der Flüssigkeitsfilm im Bereich der Düsenmündung hat eine charakteristische Film-
dicke b0, die für ausreichend hohe Reynoldszahlen unter Zugrundelegung einer reibungsfreien
Strömung abgeschätzt werden kann [Pie98]. Nonnenmacher [Non00] hat durch numerische
Strömungssimulationen gezeigt, dass ein negativer Gradient der Azimutalgeschwindigkeit in
radialer Richtung innerhalb des Flüssigkeitsfilms vorliegt. Dadurch ist die Voraussetzung ge-
geben, dass fluiddynamische Instabilitäten auftreten können. Diese wurden 1923 erstmals von
Taylor [Tay23] sowohl analytisch modelliert, wie auch experimentell in einem Zylinderspalt mit
rotierendem Innenzylinder und stehendem Außenzylinder nachgewiesen. Es ist anzunehmen,
dass ähnliche Instabilitäten innerhalb der Flüssigkeitsströmung in Hohlkegeldüsen auftreten,
dadurch einen Einfluss auf das aerodynamische Zerwellen der drallinduzierten, konischen
Flüssigkeitslamelle ausüben und unter Umständen die Tropfengröße bzw. deren Spektrum
beeinflussen. Im Folgenden wird das physikalisch-mathematische Modell erläutert, mit dem
1
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das Stabilitätsverhalten der Strömungszustände in einer Axialhohlkegeldüse in Abhängigkeit
der Leitapparatgeometrie und der Betriebsbedingungen ermittelt werden kann. Aufgezeigt
werden Ergebnisse der numerischen Strömungssimulation unter Nachweis der Taylorwirbel im
Flüssigkeitsfilm und abschließend werden experimentelle Untersuchungen vorgestellt, die das
Modell und die Simulationen bestätigen.
Modell zur Beschreibung der fluiddynamischen Instabilitäten im Bereich der Dü-
senmündung
a) b) c)
Abb. 1: a) Schnittdarstellung der Hohlkegeldüse, b) Segment einer abgewickelte Leitapparat-
seite und c) Geschwindigkeitsverteilung innerhalb eines Taylorwirbels.
Die Strömung innerhalb der Düse kann mittels der Kontinuitätsbedingung und den Navier-
Stokes-Gleichungen beschrieben werden. Durch die dimensionslose Formulierung in
Zylinderkoordinaten und den Annahmen, dass es sich um ein rotationssymmetrisches Problem
handelt sowie die radiale Geschwindigkeit der Grundströmung identisch Null ist, können die
Gleichungen vereinfacht werden. Dabei werden die Geschwindigkeiten auf die volumetrisch
gemittelte Axialgeschwindigkeit innerhalb des Flüssigkeitsfilms und die geometrischen Größen
auf die Filmdicke b0 bzw. den Düsenradius r0 bezogen. Anschließend wird, begründet durch
die Annahme, dass der Düsenradius r0 wesentlich größer ist als die Filmdicke b0, eine
Koordinatentransformation durchgeführt, nach der gilt r = r0− b0 + y. Dabei entspricht r der
radialen Koordinate, y der Filmkoordinate, b0 der Filmdicke im Bereich der Düsenmündung
und r0 dem Düsenradius, wie dies in Abb. 1 a) dargestellt ist.
Das Stabilitätsverhalten des Strömungszustands wird mit der Methode der kleinen Schwin-
gungen untersucht. Dazu werden die Zustandsgrößen für Druck und Geschwindigkeiten in
eine stationäre Grundgröße und eine zeitabhängige Schwankungsgröße aufgeteilt. Um das
Systemverhalten auf kleine Störungen zu untersuchen, müssen die Bewegungsgleichungen
der Schwankungsbewegungen gelöst werden. Allgemein gilt für eine Zustandsgrößen a der
Ansatz a(r,z, t) = a¯(r) + a′(r,z, t), der in die Kontinuitätsbedingung und die Navier-Stokes-
Gleichungen eingesetzt wird. Da die Annahme getroffen wird, dass die Störungen klein sind
und durch einen linearen Ansatz beschrieben werden können, sind die quadratischen Terme
vernachlässigbar klein. Es resultieren Bewegungsgleichungen für die zeit- und ortsabhängigen,
dimensionslosen Schwankungsgeschwindigkeiten, die durch einen Separationsansatz der
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Form A′(Y,Z,T ) = Aˆ(Y )exp [i(KZ−ΩT )] gelöst werden können. Dabei entspricht Aˆ(Y ) der
Anfangsamplitude, die abhängig ist von der Filmkoordinate Y = yb0 , K der dimensionslosen
Wellenzahl, die sich zusammensetzt aus der Wellenlänge λ der Störung und der Filmdicke b0
zu K = kb0 = 2pib0λ und Ω = Ωr + iΩi = ω
ρb20
w¯mµ , einer komplexen Größe, bestehend aus der
Kreisfrequenz Ωr und der Anfachung Ωi der Partialschwingung. Die dimensionslose Zeit T
wird gebildet aus dem Quotient T = µtρb20
und die dimensionslose Axialkoordinate Z bezieht die
axiale Koordinate z auf die Filmdicke b0. Die resultierenden Differentialgleichungen für die
Amplitudenfunktionen der Schwankungsgeschwindigkeiten können durch Geschwindigkeits-
ansätze, betrachtet längs einer Stromline in der Mitte des Flüssigkeitsfilms bei Y = 0.5, gelöst
werden. Die Schwankungsgeschwindigkeiten werden durch Sinusfunktionen ausgedrückt und
in die Gleichungen eingesetzt. Diese Annahme basiert auf den vorliegenden Geschwindig-
keitsprofilen innerhalb eines Taylorwirbels, wie sie in Abb. 1 c) dargestellt sind. Es resultieren
zwei Gleichungen, die auf den neutralstabilen Systemzustand untersucht werden, den Zustand,
bei dem Störungen weder angefacht, noch gedämpft werden. Es gilt somit Ωi = 0. Zudem wird
das Profil der dimensionslose Axialgeschwindigkeit als Blockprofil angenommen, wodurch
gilt: W¯ (Y ) = 1.
Ω =
(
pi2+K2
)(2pi2
K Re+KRe
)
+KRe
(
8pi4
K2 +4pi
2+K2
)
(pi2+K2)
(
2pi2
K2 +1
)
+ 8pi
4
K2 +4pi
2+K2
(1)
(
pi2+K2
)(8pi4
K2
+4pi2+K2
)
+ (Ω−KRe)
(
2pi2
K
Re− 2pi
2
K2
Ω−Ω
)
(2)
= −2Re2b0
r0
(
∂V¯
∂Y
|Y=0.5+ b0r0 V¯ |Y=0.5
)
.
Die Azimutalgeschwindigkeit V¯ wird mit V¯ (Y ) = V¯0 (1−Y ) vorgegeben, wobei die Azimutal-
geschwindigkeit V¯0 an der Phasengrenze nach [Pie98] berechnet wird. Die fehlende Filmdicke
ergibt sich näherungsweise zu:
b0
r0
=
[
1+
(
2Ra
2pi
n
ra
a
1
R2a−R2i
cosβa
) 2
3
]−1
. (3)
Durch Kombination der Gleichungen (1) und (2) mit den Geschwindigkeiten und der Filmdicke
b0 aus Gleichung (3) kann ein analytischer Ausdruck formuliert werden, der die Reynoldszahl
als charakteristische Ähnlichkeitskennzahl einführt und als Funktion der Wellenzahl beschreibt.
Re(K) =
ρw¯mb0
µ
= f
(
βa,
ra
a
,n,Ra,(Ra−Ri)
)
=
√√√√√√√
(pi2+K2)
(
8pi4
K2 +4pi
2+K2
)
(
O 1
(2P)
2
3
)2
1
1+(2P)
2
3
(
1− 12 1
1+(2P)
2
3
) ,
(4)
mit den Abkürzungen
O :=
2pi
n
ra
a
1
Ra−Ri cosβa (5)
und
P := Ra
2pi
n
ra
a
1
R2a−R2i
cosβa . (6)
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Der Kurvenverlauf der Reynoldszahl als Funktion der Wellenzahl, der Leitapparatgeometrie
und der Betriebsbedingungen durchläuft ein Minimum, das den Zustand beschreibt, bei dem
erstmals fluiddynamische Instabilitäten auftreten können.
Das vorliegende Modell ermöglicht die Durchführung einer Parameterstudie, mit der der
Einfluss der Leitapparatgeometrie auf die kritische Reynoldszahl ermittelt werden kann. Die
Funktion ist abhängig von fünf dimensionslosen, geometrischen Kenngrößen. Dabei entspricht
βa dem Außenanstellwinkel der Leitapparatnuten, raa dem Quotient aus Außenradius ra und
Nutbreite a, n der Nutanzahl im Leitapparat, Ra dem dimensionslosen Außenradius, der den
Außenradius ra auf den Düsenradius r0 bezieht, und Ra−Ri der dimensionslosen Nuttiefe, die
mit dem dimensionslosen Innenradius Ri = rir0 gebildet wird.
Abb. 2: Einfluss des Anstellwinkels βa auf die dimensionslose Filmdicke und die kritische
Reynoldszahl.
Abb. 3: Einfluss der Nutanzahl des Leiapparats auf die dimensionslose Filmdicke und die kri-
tische Reynoldszahl.
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In den Abb. 2 und 3 sind bespielhaft für zwei der fünf Einflussgrößen die Ergebnisse der
Parameterstudie dargestellt. Zu erkennen ist, dass die Veränderungen der geometrischen
Größen eine sehr geringe Auswirkung auf die kritische Reynoldszahl ausüben. Somit ist davon
auszugehen, dass im untersuchten Bereich bei allen Betriebspunkten die fluiddynamischen
Instabilitäten auftreten werden. Zudem kann durch Abb. 2 gezeigt werden, dass das Modell die
Strömung physikalisch korrekt wiedergibt. Steigt der Anstellwinkel der Nuten im Leitapparat
an, ist dies bis zu einem Winkel von βa = 90◦ möglich. Im Grenzfall für βa = 90◦ wird
der Strömung kein Drall aufgeprägt, der aber die Ursache des negativen Gradienten der
Azimutalgeschwindigkeit in radialer Richtung darstellt. Liegt kein Gradient vor, existieren
auch keine Wirbelsysteme, was durch den steilen Anstieg der kritischen Reynoldszahl in Abb. 2
deutlich wird. Die weiteren drei dimensionslosen geometrischen Kenngrößen des Leitapparats
haben im technischen Anwendungsbereich keinen nennenswerten Einfluss auf die kritische
Reynoldszahl.
Berechnung des Strömungsfelds mittels numerischer Strömungssimulation
Um die Strömungsverhältnisse innerhalb der Düse genauer zu untersuchen, wurden numerische
Strömungssimulationen mit dem kommerziellen CFD-Code FLUENTTM durchgeführt. Damit
die Phasengrenze zwischen Gaskern und Flüssigkeitsfilm aufgelöst werden kann, wurde das
Volume-of-Fluid-Verfahren (VOF) [Hir81] verwendet. Dabei wird neben den Zustandsgrößen
innerhalb der Rechenzelle der Phasenanteil αi bilanziert. Ist eine Zelle mit der Phase i komplett
gefüllt, nimmt αi den Wert 1 an, ist die Phase nicht im Bilanzelement enthalten, gilt αi = 0.
Zur Berechnung der weiteren Zustandgrößen werden die Stoffgrößen für Viskosität und
Dichte mit dem Phasenanteil gemittelt und in die Bilanzgleichung eingesetzt, sodass ein
geringerer Rechenaufwand resultiert, im Vergleich zur Berechnung der Bilanzgleichung für
jede einzelne Phase. Zur Diskretisierung der Zustandsgrößen auf den Zellrändern wurde das
POWER-LAW-Verfahren verwendet.
Der Rechenaufwand erfuhr eine Begrenzung durch die Vorgabe einer zweidimensiona-
len, rotationssymmetrischen Rechengeometrie. Da die radiale Geschwindigkeitskomponente
der stationären Grundströmung identisch Null ist, können durch Linien konstanter Radial-
geschwindigkeit die Schwankungsbewegungen innerhalb des Flüssigkeitsfilms abgebildet
werden. Abb. 4 zeigt den Phasenverlauf innerhalb der Hohlkegeldüse am Übergang zwischen
Abb. 4: Auflösung der Phasengrenze zwi-
schen Gaskern und Flüssigkeitsfilm
mittels VOF-Verfahren.
Abb. 5: Linien konstanter Radialgeschwin-
digkeit in [m/s] im Teilbereich der
Düsenmündung.
konischem Düsenabschnitt und zylindrischen Bereich der Düsenmündung. Die Phasengrenze
kann durch das VOF-Modell ausreichend genau aufgelöst werden. Der Bereich des Flüssig-
keitsfilms wurde mit einer ausreichenden Anzahl von Rechenzellen aufgelöst, um die Ge-
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schwindigkeitsgradienten realitätsgemäß berechnen zu können. Abb. 5 zeigt die resultierenden
Taylorwirbel innerhalb des Flüssigkeitsfilms durch Linien konstanter Radialgeschwindigkeit.
Die paarweise auftretenden Wirbelsysteme bewegen sich mit der Strömung zur Düsenmündung.
Experimentelle Ergebnisse
Um das physikalisch-mathematische Modell und die Ergebnisse der numerischen Strömungssi-
mulation zu validieren, wurden Versuche mit unterschiedlichen Leitapparatgeometrien (Tab. 1
und Abb. 6) durchgeführt. Zudem wurde eine Tangetialhohlkegeldüse untersucht, damit
sichergestellt werden kann, dass die Strömungsbedingungen die Ursache der wirbelförmigen
Strömungsstukturen sind und nicht die wendelförmigen Nuten des Leitapparats selbst. Dazu
wurde eine Düsengeometrie aus Plexiglas gefertig und die zu zerstäubende Flüssigkeit mit
Alupartikel versetzt, um die Wirbel sichtbar zu machen. Die Alupartikel, deren Konzentration
unter 0.2 Massenprozent betrug, folgen der Strömung, sodass deren Reflexionsvermögen dazu
verwendet werden kann, die Strömungsstrukturen sichtbar zu machen. Die Stoffeigenschaften
des verwendeten Wassers wurde durch die Zugabe der Partikel nicht verändert. Einzig die
Oberflächenspannung wurde durch die Zugabe eines Tensids als Dispergiermittel für die
Alupartikel gesenkt.
Mittels einer Spiegelreflexkamera wurden Aufnahmen bei sehr kleinen Belichtungszeiten von
der Düseninnenströmung gemacht. Zu erkennen sind die schraubenförmigen Wirbelstrukturen,
die sich bei allen untersuchten Betriebspunkten unabbhängig von der Leitapparatgeometrie
eingestellt haben, sobald sich im Inneren der Düse ein stabiler Gaskern ausgebildet hat. Die
Tabelle 1: Leitapparatgeometrien
Nr. ra
[mm]
ri
[mm]
a
[mm]
n
[-]
βa
[◦]
1 31 29 2 6 15
2 31 29 2 6 30
3 31 18 6 6 15
4 31 18 6 6 25
5 31 18 6 6 30
6 31 29 2 24 30
7 31 26 2 6 30
Abb. 6: Im Versuch eingesetzte Leitappa-
ratgeometrien.
Abb. 7 bis 10 zeigen die Versuchsergebnisse, die mit der Leitapparatgeometrie Nr. 7 aus Tab. 1
erzielt wurden. Die wirbelförmigen Strömungsstrukturen sind bei sämtlichen Variationen des
Volumensstroms V˙ zu erkennen. Einzig die Wellenlänge der fluiddynamischen Instabilitäten
ändert sich mit dem Volumenstrom.
Abb. 7: V˙=0.25m3/h. Abb. 8: V˙=0.35m3/h. Abb. 9: V˙=0.45m3/h. Abb. 10: V˙=0.55m3/h.
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Um zu zeigen, dass die Ursache der wirbelförmigen Strömungsstrukturen in der Geschwin-
digkeitsverteilung innerhalb des Flüssigkeitsfilms begründet liegt und nicht in den Nuten
des Leitappparats, wurde zusätzliche eine Tangentialhohlkegeldüse untersucht. In Abb. 11
sind die Wirbelsystem im konischen Bereich der Tangentialhohlkegeldüse deutlich sichtbar.
Weiter ist in Abb. 12 zu erkennen, dass die Wirbelsysteme auch im zylindrischen Bereich der
Abb. 11: Nachweis der fluiddynamischen
Instabilitäten im konischen Be-
reich der Tangentialhohlkegel-
düse.
Abb. 12: Nachweis der Taylorwirbel im
zylindrischen Bereich der Dü-
senmündung innerhalb der Tan-
gentialhohlkegeldüse.
Düsenmündung auftreten. Somit konnte gezeigt werden, dass die Strömungsverhältnisse in
der Flüssigkeit innerhalb der Hohlkegeldüse die Ursache der wirbelförmigen Strömungsstruk-
turen sind und nicht die geometrische Form der Nuten des Leitapparats der Axialhohlkegeldüse.
Zusammenfassung und Ausblick
Entwickelt wurde ein physikalisch-mathematisches Modell, mit dem auf Basis einer Nähe-
rungslösung das Stabilitätsverhalten und damit die Existenz von fluiddynamischen Instabilitäten
innerhalb der Flüssigkeitsströmung in Axialhohlkegeldüsen untersucht werden kann. Es re-
sultiert eine analytische Beziehung der charakteristischen Reynoldszahl in Abhängigkeit der
Wellenzahl, der geometrischen Kenngrößen des Leitapparats sowie den Betriebsbedingungen,
mit der die kritische Reynoldszahl berechnet werden kann, bei der erstmals Taylorwirbel
innerhalb der Strömung auftreten können.
Weiter wurde durch den Einsatz der numerischen Strömungssimulation das Geschwindigkeits-
feld berechnet. Durch Linien konstanter Radialgeschwindigkeit können die wirbelförmigen
Strömungsstrukturen abgebildet werden.
Die experimentelle Untersuchung zeigt, dass die Taylorwirbel innerhalb der Flüssig-
keitsströmung auftreten, sobald sich ein stabiler Gaskern innerhalb der Düse eingestellt hat.
Es konnte durch den Vergleich mit einer Tangentialhohlkegeldüse gezeigt werden, dass die
Strömungsbedingungen in der Düse die Ursache der wirbelförmigen Strömungsstrukturen sind.
In naher Zukunft soll untersucht werden, ob die unterschiedlichen Wellenlängen der Stö-
rungen, die in den drei Düsenabschnitten, dem zylindrischen Düseneinlauf, dem konischen
Düsenabschnitt und dem zylindrischen Bereich der Düsenmündung auftreten, einen Einfluss
auf die Breite des Tropfenspektrums haben, da anzunehmen ist, dass die Störungen innerhalb
der Flüssigkeit einen Einfluss auf das aerodynamische Zerwellen der drallinduzierten, koni-
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schen Lamellenkontur ausüben.
Nomenklatur
a Zustandsgröße a Nutbreite
b Filmdicke k Wellenzahl
r Radius r radiale Koordinate
Re Reynoldszahl t Zeit
u Radialgeschwindigkeit v Azimutalgeschwindigkeit
w Axialgeschwindigkeit y Filmkoordinate
z axiale Koordinate
α Phasenanteil β Nutanstellwinkel
λ Wellenlänge µ Viskosität
ρ Dichte ϕ Winkelkoordinate
Ωi dimensionslose Anfachung Ωr dimensionslose Kreisfrequenz
Indices
a Größe bezogen auf Außenabmessung i Größe bezogen auf Innenabmessung
krit kritischer Zustand m volumetrisch gemittelte Größe
0 Ausgangsgröße ¯ stationäre Grundgröße
′ Schwankungsgröße
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Abstract
Liquid fuel direct injection has shown substantial potential for increasing combustion engine
fuel efficiency and reducing emissions. However, the fundamental physic problems concern-
ing the spray formation are still not fully understood, especially primary atomization, partly
due to a lack of experimental penetration in the dense spray region. In addition, the inter-
face evaporation at the liquid fuel jet also plays an important roll in the primary breakup
under combustion engine conditions. This paper is intended to demonstrate the capability
of a numerical approach to investigate the primary breakup process. The Refined Level–Set
Grid method (RLSG) for two–phase flows by [Her08a] is extended to include the effects of
evaporation and its relative motion of the interface between gaseous and liquid phase. The
phase transition process is modeled by introducing a surface regression velocity, which is de-
rived from the temperature boundary layer. Methodologies of simulation are described, and
numerical results of the primary breakup such as droplet size distributions are compared with
the experimental results.
1 Introduction
The interesting downstream properties of the jet’s disintegration are closely related to the con-
dition at the nozzle exit, the jet’s turbulence intensity, its fluctuation spectrum already within
the injector and the initially instabilities which then triggers the start of the disintegration of
the compact liquid jet when penetrating the ambient gas. For instance, LES studies on this
subject have been carried out by [BCR+08]. Interesting experiment on the initially instabili-
ties on the liquid surface have been carried out for round jets by [MV02, MV04] and [Vil07],
and for plane sheets see [Ray97]. In these works the wavenumber of the longitudinal instability
differs. The reason for this has been discussed in the thesis of [Ray07] and could be compared
with instabilities observed in DNS using the VOF method by [BZ05, BLLP+07]. Based on sci-
entific interest, DNS and LES of these processes have been developed and contributed detailed
insight into spray generation, see [DP09] [FBB+09] [Her08a, Her08b] and [LMB+09]. Main
emphasis of those studies has been on droplet generation including aerodynamic and surface
tension forces, whereas evaporation has been excluded. However, if liquid fuel is injected into
the combustion chamber, the high ambient temperature will enhance the phase transition pro-
cess from liquid fuel to fuel vapour, leading to more complex spray behaviour. Therefore, in
view of current understanding about turbulent primary breakup, the objective of this paper is
to complete numerical simulations of primary atomization including evaporation effects. The
1
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results are of interest due to direct applications to spray formation in practical diesel engine di-
rect injection, especially for different synthetic bio-fuels whose components differ substantially
in thermodynamic properties. The simulation is carried out using the balanced force Refined
Level Set Grid method, see [Her08a]. In order to capture the surface tension force accurately,
the phase interface during the initial breakup phase is tracked by a level set method on a
separate refined grid. After primary breakup, the generated spherical drops from the main
liquid core are transferred into a Lagrangian point particle description allowing for full two-
way coupling and continued secondary atomization, see [AMGM09]. The numerical method
is applied to the simulation of the primary atomization of turbulent liquid jet (Tetrahydrofur-
furyl Alcohol ReD=6,000) injected into steady gaseous phase with high ambient temperature
(50 Bar 800K), investigated experimentally by [RMMR09].
We begin with mathematical models and the analysis of the surface regression due to
evaporation. Results are then described, treating spray, liquid surface and drop size.
2 Modeling and computation
2.1 Mathematical formulation
The two-phase flow is described in one-fluid formulation, using the Eulerian-Eulerian approach.
Liquid and vapour phases have their own fluid properties, i.e., density, viscosity, surface ten-
sion, etc.. The flow is governed by the unsteady Navier-Stokes equations in the variable density
incompressible limit, see [Her08a] and [ZBPH09, ZSI+09],
∂ρ
∂t
+∇ · (ρu) = 0,
∂ρu
∂t
+∇ · (ρuu) = −∇p+∇ · τ + Tσ, (1)
with viscous stress τ and the surface tension force Tσ
τ = µ[(∇u+∇Tu)− 2
3
I∇ · u], (2)
Tσ = σκδ(x− xf )n. (3)
Using the delta function δ(x−xf ), the surface tension force Tσ is non-zero at the location
of the phase interface xf . The interface location xf is described by a level–set scalar G: at
the interface G(xf , t) = 0; in the gas, G(xgas, t) > 0 ; in the liquid, G(xliquid, t) < 0 . This
scalar is governed by the interface evolution equation
∂G
∂t
+ u · ∇G+ sSR|∇G| = 0, (4)
where the surface regression velocity sSR accounts for the evaporation effect on the interface
dynamics, this will be discussed in more detail in the next subsection.
Given the information of the interface location G, the interface normal vector n and the
interface surface curvature κ can be expressed as
n =
∇G
|∇G| , κ = ∇ · n. (5)
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Figure 1: Problem Simplification Figure 2: Thermal Boundary Layer
2.2 Evaporation at the Interface
As Fig. 1 shows, we consider an evaporating liquid with surface tension, which has a uniform
temperature. The gaseous phase has much higher temperature, leading to strong evaporation
at the interface. Previous studies on spray primary breakup have not considered the phase
transition effect on the interface behaviour. The new element in this study is the introduction
of surface regression velocity sSR, leading to a new interface evolution equation (4).
Starting from the balance of energy, we assume all the conducted heat at the interface
(x = xf ) is consumed by evaporation,
ρgνg
Pr
∂T
∂y
∣∣∣∣
x=xf
=
m˙hL
Cp
, (6)
where m˙ is the evaporating mass flow rate per unit area
m˙ = ρlsSR , (7)
hL is the latent heat of phase transition, Cp is the heat capacity of liquid phase, and Pr is the
Prandtl number. Equ. (6) is a simplified model for the heat and mass transfer at the interface.
In this model, the thermodynamical equilibrium is assumed at the surface of the liquid. Thus
the temperature at the interface is assumed to adjust to the boiling temperature of the liquid.
Furthermore in this theory the temperature gradient at the liquid side is neglected. It is also
assumed that the liquid vapor has the same density as the gas phase. An approximation of sSR
can be derived from the temperature boundary layer, as Fig. 2 shows, δT is the boundary layer
thickness, Tb is the boiling temperature of the liquid phase, and T∞ is the ambient temperature,
then, using ∂T
∂y
∣∣∣∣
x=xf
= T∞−Tb
δT
, and combining Equ.(6) and (7), the surface regression velocity
sSR can be modeled as
sSR =
1
Pr
ρg
ρl
Cp(T∞ − Tb)
hL
νg
δT
. (8)
Figure 3: sSR effect on interface dynamics, left: sSR = 0.01, middle: sSR = 0.1, right: sSR = 1.0.
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To address the relevant effect of the surface evaporation on primary atomization, Fig. 3
shows a laminar liquid jet with different sSR, increasing sSR substantially changes the interface
dynamics.
2.3 Surface regression velocity sSR
Currently in the gas phase, no additional scalar equation is solved which would account for
temperature and/or concentration profiles. However, if we assume the Prandtl number as
unity, so that the momentum boundary layer thickness (δM) is in the same order as the
thermal boundary layer thickness (δT ), we can approximate the sSR from the current numerical
simulation with high resolution. Fig. 4 shows, firstly the 3D plot of interface of a turbulent
liquid jet, colored with sSR (from Equ. (8) with δM instead of δT ), secondly the 2D clip of the
3D part, and thirdly the sSR along the interface curve.
Figure 4: Surface regression velocity sSR
2.4 Numerical methods
Figure 5: Refined level–set grid method. The two phase flow solver uses two independ compu-
tational grids. 1) the unstructured grid for the Navier-Stokes flow solver, and 2) the structured
grid for the level-set solver(with local refinement).
The interface evolution equation Equ. (4) is solved by using Refined Level-Set Grid (RLSG)
method on an auxiliary, high-resolution equidistant Cartesian grid, see [Her08a], while the
4
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Navier-Stokes equations Equ. (1) are solved on their own computational grid. The volume
fraction ψ is introduced to define density and viscosity
ρ = ψρ1 + (1− ψ)ρ2, (9)
µ = ψµ1 + (1− ψ)µ2. (10)
The interface evolution Equ. (4) is solved by using 5th order WENO scheme for space and
3rd order Runge-Kutta scheme for time discretization. The Navier-Stokes Equ. (1) is spatially
discretized using low-dissipation, finite-volume operators, see [MCM04] and [HMI06]. A second
order Crank-Nicolson scheme for implicit time integration and the fractional step method are
used to remove the implicit pressure dependence in the momentum equations. Communication
between the level–set solver and the flow solver is handled by the coupling software CHIMPS,
see [AHH+06].
2.5 Injection Conditions
The injection condition can be found in [RMMR09]. Based on the Nozzle Diameter, D, and
flow rate in the central pipe inflow, Uo, the liquid Reynolds number is Rel =
ρlUoD
µl
' 6, 000,
and the liquid Weber number is Wel =
ρlUo
2
D
σ
' 200, 000. The gas velocity at beginning is
zero.
The simulations used 512 × 512 × 1024 grid points in radial, azimuthal and axial directions
for the flow solver, and the mesh was stretched in order to cluster grid points near the spray
center, spacing the finest grid ∆x ' 3η ∼ 4η, where η ' 1µm is the Kolmogorov length
coherent to the Reynolds number given before. The refined level–set grid had one billion
active cells.
3 Results and discussion
Simulation of turbulent liquid jet primary breakup have demonstrated that where dense spray
can be successfully simulated to visualize otherwise invisible complex two–phase flow. We sim-
ulate a turbulent round liquid jet and the associated atomization process with the evaporation
effect. Figure 6 shows snapshots of the turbulent liquid jet and the droplets generated by the
primary breakup with interface evaporation. Made up of a liquid core with corrugated surface
and elongated ligaments and figures, the liquid jet is dynamically unstable, and it breaks into
small droplets (yellow balls in Fig. 6) as well as large size of liquid bulk (grey parts separated
from the liquid core in Fig. 6). Detail numerical description can be found in [Her08b]. The
current method is a numerical compromise instead of simulating real pitch off and breakup.
As a result, we don’t have the satellite droplets as described by [Egg97].
Missing the small satellite droplets may explain the drop size distribution differences be-
tween the simulation with evaporation and the experiment results. Figure 7 shows the droplet
size distribution, ranging from the cut-off length scale that accompanies with the numerical
grid size to large liquid blocks. The log-log drop-size distribution of Fig. 7 shows that both
simulation and experiment results have the same scaling trend of the large droplets, while the
simulation is poor at predicting the small droplets.
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Figure 6: Snapshots of primary breakup with interface evaporation. The corrugated grey
surface is the phase interface, the orange dots are detached droplets tracked by Lagrangian
model. from top to bottom, t = 6.544µs , t = 13.089µs , t = 19.513µs , t = 25.573µs
Figure 7: Droplet size distributions, Phase Doppler Anemometry(PDA) results
from [RMK+10]
6
Seite 314 von 316
SPRAY 2010
9. Workshop u¨ber Sprays, Techniken der Fluidzersta¨ubung Untersuchung von Spru¨hvorga¨ngen
Heidelberg, 3.-5. Mai 2010
4 Conclusions
An extension of the level–set method for primary atomization including evaporation effects
has been presented. The surface regression velocity is introduced and the interface evolution
equation has been derived. This model has been applied for numerical simulation of a turbulent
diesel injection, the spatial distribution and the distribution of the diameters of the droplets
are simulated in this example. The mathematical model and the simulation solution presented
here will provide the frame for a statistical simulation of the primary atomization within future
large eddy simulations.
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